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L’étude porte sur le comportement à rupture des structures minces soudées dans le 
domaine de transition fragile/ductile. Elle a pour objectif de proposer un critère permettant de 
définir les conditions pour lesquelles le risque de rupture par clivage reste nul sur une 
structure fissurée. 
 
L’étude bibliographique montre que les difficultés de la prédiction du comportement à 
rupture d’une structure sont dues au fait que la probabilité de rupture dépend des champs 
mécaniques en pointe de fissure. Le domaine de transition fragile/ductile dépend donc de la 
géométrie étudiée. 
 
Une contrainte seuil, en-dessous de laquelle le clivage ne peut avoir lieu, est définie à 
partir d’essais sur éprouvettes entaillées rompues à très basse température. 
 
L’analyse numérique par éléments finis d’essais de rupture sur éprouvettes CT dans le 
domaine de transition fait apparaître une relation linéaire entre la probabilité de rupture et le 
volume de matière ayant dépassé la contrainte seuil, montrant ainsi la pertinence du critère 
proposé. De plus, plusieurs relations simplifiant l’identification des paramètres du critère sont 
établies. 
 
Le critère est appliqué à un acier C-Mn de construction nucléaire, en s’intéressant plus 
particulièrement à la limite supérieure du domaine de transition. Un essai de rupture sur un 
tube aux dimensions d’utilisation est conçu, développé, réalisé et interprété grâce à une 
simulation numérique. Les résultats montrent premièrement qu’il existe sur la structure un 
décalage important du domaine de transition, dû au faible confinement de plasticité rencontré 
dans les structures minces, deuxièmement que le critère en contrainte seuil permet d’estimer 










This study deals with the fracture behaviour of welded thin structures in the ductile to 
brittle transition range. It aims to propose a criterion to define the conditions for which the 
risk of fracture by cleavage does not exist on a cracked structure. 
 
The literature review shows that the difficulties of prediction of the fracture behaviour 
of a structure are related to the dependence of the fracture probability to the mechanical fields 
at the crack tip. The ductile to brittle transition range thus depends on the studied geometry of 
the structure. 
 
A threshold stress, below which cleavage cannot take place, is defined using fracture 
tests on notched specimens broken at very low temperature. 
 
The finite element numerical simulation of fracture tests on CT specimens in the 
transition range shows a linear relationship between the fracture probability and the volume 
exceeding the threshold stress, thus showing the relevance of the proposed criterion. 
Moreover, several relations are established allowing to simplify the identification of the 
criterion parameters. 
 
The criterion is applied to a nuclear structural C-Mn steel, by focusing more particularly 
on the higher boundary of the transition range. A fracture test on a full-scale pipe is designed, 
developed, carried out and analysed using its numerical simulation. The results show firstly 
that, on the structure, the transition range is shifted in temperature, compared to laboratory 
specimens, due to the low plasticity constraint achieved in thin structures, and secondly that 
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αi  Rapport entre la contrainte principale maximale et la limite d’élasticité, à 
l’amorçage de la déchirure ductile 
ε  Tenseur des déformations 
εeq  Déformation équivalente au sens de Von Mises 
εel  Composante élastique de la déformation 
εpl  Composante plastique de la déformation 
η  Coefficient reliant Jpl à l’aire sous la courbe Force-Ouverture 
σ MPa Tenseur des contraintes 
σec MPa Contrainte d’écoulement σec=(σY+Rm)/2 
σel MPa Composante élastique de la contrainte 
σpl MPa Composante plastique de la contrainte 
σeq MPa Contrainte équivalente au sens de Von Mises 
σm  MPa Contrainte hydrostatique 
σu  MPa Contrainte de normalisation 
σY MPa Limite d’élasticité 
σY0 MPa Limite d’élasticité de référence 
σ11  MPa Contrainte principale maximale 
σth  MPa Contrainte seuil  
σc  MPa Contrainte critique de décohésion matrice/particule 
σf  MPa Contrainte principale maximale à rupture (fragile) sur le ligament 
σf * MPa Contrainte principale à rupture (fragile) au point d’amorçage 
σW MPa Contrainte de Weibull 
 
 
a mm Profondeur d’une fissure débouchante 
A N.mm Aire sous la courbe Force-Ouverture 
Ael N.mm Composante élastique de A 
Apl N.mm Composante plastique de A  
B mm Epaisseur de l’éprouvette 
b mm Taille du ligament 
c mm Demi grand axe d’une fissure elliptique 
C(a) mm/N Complaisance élastique d’une pièce comportant une fissure de longueur a 
CID µm « Cleavage Initiation Distance », Distance au front de fissure d’un site 
d’amorçage de rupture fragile  
CMOD mm « Crack Mouth Opening Displacement », ouverture des lèvres de fissure 
CTOA deg. « Crack Tip Opening Angle », angle d’ouverture des lèvres au niveau de 
la pointe de fissure 
CTOD mm « Crack Tip Opening Displacement », diamètre d’émoussement 
DMS µm Distance of Maximum Stress, distance entre la pointe de fissure et le 
point où la contrainte principale est maximale  
E MPa Module d’Young 
F  Fonction de sensibilité au clivage 








G(θ)  Méthode introduite par [Destruynder - 83] permettant l’estimation de J 
Gfr MPa Paramètre intrinsèque au matériau, représentatif de l’énergie de rupture 
h  Taux de triaxialité des contraintes 
J kJ/m² Intégrale de Rice 
J0.2 kJ/m² Ténacité à l’amorçage, mesuré pour une propagation de 0.2 mm 
Jel  kJ/m² Composante élastique de J 
Ji kJ/m² Ténacité du matériau à l’amorçage ductile 
JM kJ/m² Intégrale J Modifiée de Ernst 
JM,pl kJ/m² Composante plastique de JM 
Jpl kJ/m² Composante plastique de J 
KI MPa.m1/2 Facteur d’intensité des contraintes en mode I 
M kN.m Moment de flexion 
MB  Métal de Base d’un joint soudé 
MD  Métal Déposé d’un joint soudé 
n  Exposant d’écrouissage du matériau 
PR  Probabilité de rupture d’un volume V 
p0  Probabilité de rupture d’un volume élémentaire V0 
Q  Facteur de confinement 
R µm Rayon des cavités dans un matériau ductile 
R0 µm Rayon initial d’une cavité 
Ri mm Rayon interne d’un tube 
rm mm Rayon moyen d’un tube 
Rm mm Résistance à la traction 
ReH,  MPa Limite haute d’élasticité 
ReL MPa Limite basse d’élasticité 
SZW µm Stretch Zone Width, profondeur de la zone d’émoussement 
t mm Epaisseur d’un tube 
T0 °C Température de référence, pour une ténacité médiane de 100 MPa.m1/2 
Tmat  Module de déchirure, introduit par Paris 





V0 mm3 Volume élémentaire de matière 
W mm Largeur de l’éprouvette 
ZAT  Zone Affectée Thermiquement d’un joint soudé 
   
CT  Eprouvette de mécanique de la rupture « Compact Tension » 
SENB  Eprouvette de mécanique de la rupture « Single Edge Notch Bending » 
SENT  Eprouvette de mécanique de la rupture « Single Edge Notch Tension » 
DENT  Eprouvette de mécanique de la rupture « Double Edge Notch Tension » 
CCP  Plaque fissurée de traction « Centre Crack Panel »  

































Evaluer l’intégrité d’une structure consiste à prouver sa capacité à remplir ses fonctions 
mécaniques pour tous les modes de chargement, normaux ou accidentels, et tout au long de sa 
durée de vie. Dans le contexte de la sûreté nucléaire, pour les structures les plus importantes 
comme la cuve ou le circuit primaire, on envisage la présence d’une dégradation regroupant 
plusieurs aspects, comme par exemple des fissures. On cherche alors, dès le 
dimensionnement, à montrer la résistance mécanique pour ce mode dégradé. 
On cherche également à monter la résistance mécanique d’une structure en présence 
d’une fissure lorsque des défauts ont été détectés lors d’une inspection, cette fois quelle que 
soit cette structure. Cette démarche est appliquée, soit parce que l’on désire attendre avant de 
réparer (par exemple pour profiter d’une phase d’arrêt du réacteur), soit parce qu’une 
réparation n’est simplement pas possible. Par ailleurs, certains composants ne sont pas 
contrôlables (car inaccessibles), auquel cas on procède aussi à une démonstration de la tenue 
mécanique en présence d’hypothétiques défauts. 
Dans ce cadre, la mécanique de la rupture fournit les outils nécessaires à l’analyse des 
composants fissurés. Son objectif est d’établir des critères de rupture permettant de juger des 
marges de chargement en conditions de fonctionnement normales ou accidentelles. Chaque 
type de rupture doit faire l’objet d’une caractérisation spécifique. 
 
Le problème de la rupture fragile des composants en acier ferritiques est particulier car 
ce type de rupture est proscrit dans le cadre de la sûreté nucléaire. La rupture fragile est une 
rupture brutale et souvent complète de la pièce concernée, entraînant par exemple pour une 
canalisation une fuite importante. Les conséquences d’une telle rupture sont donc graves et il 
est essentiel de connaître les marges vis-à-vis de la rupture fragile de ces composants. Or, en 
ce qui concerne les tuyauteries du circuit secondaire, des éprouvettes de laboratoire ont 
montré ce type de rupture à des températures proches des températures de fonctionnement. 
Une étude importante est donc menée par de nombreux centres de recherche afin de mieux 
comprendre l’influence de la géométrie sur la température de transition fragile/ductile.  
 
Le problème de l’intégrité posé dans le cas du circuit secondaire est celui d’une 
structure tubulaire, de quelques millimètres d’épaisseur, en acier ferritique, et comportant de 
nombreuses soudures d’aboutement, non-arasées et non-détensionnées. Ces soudures 
présentent au niveau du bourrelet de soudage une géométrie propice à l’apparition de fissures 
de fatigue. Ces fissures longues et peu profondes, orientées dans le sens circonférentiel, se 
situent au niveau de la zone affectée thermiquement par le procédé de soudage (la ZAT). Or 
cette zone montre une sensibilité à la rupture fragile plus importante que le métal de base. 
 
A travers cette problématique, trois difficultés majeures apparaissent :  
 la compréhension de la compétition rupture fragile / déchirure ductile dans la partie 
supérieure du domaine de transition fragile/ductile. 
 le respect de la transférabilité des critères de l’éprouvette à la structure, 
 la prise en compte de l’hétérogénéité des joints soudés. 
 
Notre objectif est de proposer une approche permettant de déterminer la température 
pour laquelle le risque de rupture fragile par clivage disparaît sur une structure soudée, c’est-
à-dire déterminer la borne supérieure du domaine de transition fragile/ductile. Ce travail 
s’appuie sur trois points : 
 montrer la dépendance du domaine de transition fragile/ductile avec la géométrie, et 
ainsi mettre en évidence le conservatisme induit par des critères établis sur éprouvettes 





 établir une condition nécessaire à l’apparition de la rupture fragile par clivage, c’est-à-
dire définir les configurations de géométrie, de chargement et de température dans 
lesquelles le risque de rupture fragile est nul ; 
 fournir une méthode permettant de caractériser le comportement à rupture des joints 
soudés de la structure. 
 
 
Le premier chapitre de ce mémoire est consacré à l’étude bibliographique des 
phénomènes de rupture dans le domaine de transition fragile/ductile des aciers ferritiques. Les 
mécanismes de rupture ductile et fragile sont exposés et les modèles d’approche locale et 
globale correspondant sont présentés. Une large place est faite à l’évaluation de la ténacité 
dans la zone de transition. Nous montrons les difficultés d’application des précédentes 
approches liées aux conséquences de la variation de température et à la déchirure.  
 
Dans le Chapitre II, nous développons un critère de rupture fragile basé sur l’existence 
d’une contrainte seuil en dessous de la laquelle le clivage ne peut pas se produire. Ce 
développement est réalisé à partir de l’interprétation des essais de la base expérimentale du 
projet Euro Fracture Toughness Dataset piloté par le groupe ESIS. De nombreux outils pour 
l’identification des paramètres de ce modèle sont également mis en place. Toutes les analyses 
numériques par le calcul aux éléments finis sont réalisées à l’aide du logiciel CAST3M 
développé au CEA/DM2S. 
 
Le Chapitre III est consacré à la caractérisation du matériau de l’étude. Il s’agit d’un 
acier TU42 C au Carbone-Manganèse issu d’un tube du circuit secondaire des réacteurs à eau 
sous pression (REP). Nous présentons sa microstructure puis son comportement mécanique. 
Ses caractéristiques en déchirure sont évaluées à partir d’essais sur éprouvettes CT12 
prélevées dans l’épaisseur du tube. Nous nous attachons ensuite à caractériser la partie 
supérieure de transition fragile/ductile. Une observation systématique des faciès de rupture au 
microscope électronique à balayage est entreprise. 
 
Les joints soudés font l’objet Chapitre IV. Une étude bibliographique expose les 
difficultés intrinsèques à la caractérisation des joints soudés. Nous présentons ensuite le joint 
soudé de l’étude sur le tube en acier TU42 C. Les caractéristiques mécaniques de la ZAT et 
du métal déposé sont déterminées grâce à une campagne expérimentale. Le comportement de 
la ZAT dans le domaine de transition est particulièrement examiné. Tous ces essais sont 
réalisés sur des éprouvettes non-standard de mécanique de la rupture. Nous exposons donc les 
interprétations numériques de ces essais indispensables à leur bonne compréhension. 
 
Une identification du critère en contrainte seuil, établi au Chapitre II, est développée au 
Chapitre V sur le métal de base. Pour cela, nous utilisons une série d’essais sur éprouvettes 
AE et les essais réalisés dans la partie supérieure de la transition fragile/ductile sur 
éprouvettes CT12 et SENB. Une interprétation systématique des essais par le calcul aux 
éléments finis est développée. Les difficultés rencontrées dans ce chapitre permettent d’ouvrir 
une discussion sur quelques points clés du critère. 
 
Le Chapitre VI présente le développement, la réalisation et l’interprétation d’un essai de 
rupture sur un tube du circuit secondaire. Le chargement et la géométrie sont choisis afin 
d’évaluer la résistance à la rupture de cette structure de manière représentative des conditions 





laquelle le risque de clivage apparaît au moment de l’amorçage ductile, selon le critère en 
contrainte seuil. 
 
Pour finir, nous synthétisons les principaux résultats de cette étude au sein d’un chapitre 
de conclusion. De nombreuses perspectives sont également évoquées car le sujet reste très 
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La mécanique de la rupture a pour objet l'étude de la tenue mécanique des structures 
contenant des défauts ou fissures. Elle s'efforce de : 
 caractériser les champs de contraintes et déformations singuliers en pointe de fissure ; 
 relier l'amplitude de ces champs en pointe de fissure à la géométrie de l'éprouvette et 
son chargement global ; 
 établir les conditions énergétiques nécessaires à l'accroissement de la fissure ; 
 décrire la cinétique de propagation ; 
 définir des critères permettant de déterminer une taille critique des défauts, au-delà de 
laquelle pour une sollicitation donnée, la rupture sera instable. 
D'une manière générale, deux approches peuvent être distinguées :  
 l'approche globale, qui postule que la rupture peut être décrite par des paramètres 
énergétiques « macroscopiques » ; 
 l'approche locale, qui s'appuie sur une analyse physique des mécanismes de rupture à 
l'échelle d’un, voire de quelques grains de matière par la définition d'un volume 
élémentaire représentatif pour l'endommagement. 
 
Comme nous l’avons dit dans l’introduction, nous nous intéressons à la rupture par 
clivage d’un acier du circuit secondaire d’une centrale nucléaire REP, acier de type TU42 C, 
sollicité dans le domaine de la transition fragile/ductile. La plage de température 
correspondante est caractérisée par un mode de rupture mixte, d’abord ductile puis fragile. 
La première partie de cette étude bibliographique est donc consacrée à la déchirure 
ductile. Nous présentons les mécanismes de la déchirure puis nous nous penchons sur les 
modèles d’approches globales et locales. Nous insistons sur les applications de l’approche 
globale aux structures et leur transférabilité, notamment l’approche Ji-Gfr de [Marie -99]. 
La seconde partie traite de la rupture fragile par clivage des aciers faiblement alliés. Là 
encore les mécanismes de rupture sont présentés. Deux types de modèles peuvent être 
distingués dans ce domaine : les approches en contrainte critique dérivées du modèle 
historique de [Ritchie -73], dit modèle «RKR», et les approches locales probabilistes basées 
sur une distribution de défauts. 
Une troisième partie est consacrée à l’évaluation de la ténacité dans la zone de 
transition. Elle présente dans un premier temps les difficultés d’application des approches 
locales de la rupture fragile en cas de perte de confinement de plasticité ou en présence de 
déchirure ductile. Puis différents modèles couplés d’approches globales ou locales permettant 
de prendre en compte la déchirure ductile dans le calcul du risque de clivage sont présentés. 
Là encore un certain nombre de difficultés sont évoquées.  
 
 
I.2. La Déchirure Ductile 
 
La ténacité est la capacité de résistance à la rupture, fragile ou ductile, d’un matériau en 
présence d’une fissure. Cette notion est d’abord qualitative. Un travail important a été 
développé en mécanique de la rupture pour tenter de quantifier cette propriété, à travers par 
exemple les paramètres KIC pour la rupture fragile et JIC pour la rupture ductile. Par extension, 
ces deux paramètres sont également appelés « ténacités ». 
Nous nous intéressons dans un premier temps à la rupture par déchirure ductile. 







La rupture ductile est le mode de rupture à température chaude des aciers. La ductilité 
est liée à une plasticité importante. En règle générale, la rupture résulte de la germination, 
croissance et coalescence de cavités amorcées sur des inclusions, précipités ou autres défauts 
à l’échelle microscopique. Ces cavités ont pour origine la décohésion inclusion/matrice ou la 
rupture de l’inclusion. Leur croissance résulte de la déformation plastique, et leur coalescence 
s’accompagne d’un phénomène d’instabilité plastique local. La surface de rupture résultant de 
ces mécanismes présente un aspect de cupules au fond desquelles on peut généralement 
observer l’inclusion d’origine. En présence d’un défaut de type fissure, ces trois étapes de la 
rupture ductile se succèdent en avant du front, là où la déformation plastique est importante, 













Figure I-1 : Mécanismes de la déchirure ductile 
I.2.2. Approches globales de la déchirure ductile 
I.2.2.1. Rappel de mécanique élastique linéaire de la rupture 
 
En mécanique élastique linéaire de la rupture, le premier terme du développement limité 
des champs de contraintes et de déformations en pointe de fissure est proportionnel au facteur 












        (I-1) 
 
Le facteur K rassemble les influences des forces appliquées, de la géométrie et de la 
longueur de fissure. Cependant cette notion n’est valable que pour un comportement élastique 
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I.2.2.2. Bases théoriques de l’intégrale J  
 
L'intégrale J de [Rice - 68] caractérise le taux de restitution d'énergie élastique d'une 







WdyJ uT          (I-2) 
avec 
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Densité volumique d'énergie de déformation 
T = σ .n Vecteur contrainte s'exerçant sur les facettes de normale n, n étant la 
normale extérieure à Γ. 
u Vecteur déplacement 
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Figure I-2 : Contour Γ dans la définition de l’intégrale J 
 
Si l'on considère un matériau élastique linéaire ou non-linéaire, homogène, sans 
contraintes résiduelles et sans décharges locales (donc pas de propagation), on montre que J 
est indépendante du contour Γ. Pour une loi de comportement élasto-plastique, cette propriété 
reste vraie si le chargement est proportionnel. Ceci implique que J ne peut être en principe 
utilisée pour un chargement cyclique. 
D'autre part, dans le cas d'un matériau  élastique non-linéaire, J représente le taux de 
restitution d'énergie G : 
 
( ) 222 11 IIIIII KEKKEdadPGJ ν+++=−==
 
  en contrainte plane  
(I-3) 
( ) 2222 11 IIIIII KEKKE νν ++++=  en déformation plane 
avec : 
E Module d'Young 
ν coefficient de Poisson 
KI, KII, KIII Facteurs d'intensité de contrainte en modes I, II et III 
P Energie potentielle 
a , da longueur de fissure, variation de longueur de fissure 
 




Cette propriété, illustrée pour un solide soumis à un déplacement imposé ∆ ou à un 
effort imposé P, a permis à [Begley, Landes - 72] de proposer une première évaluation 
expérimentale de J à partir de l'aire sous la courbe Force - Déplacement.  
















         (I-4) 
L'intégrale J permet également de définir les champs de contraintes et déformations 








































r, θ Coordonnées polaires en fond de fissure 
σ0  Limite d'élasticité 
α Constante 
n Coefficient d'écrouissage 



































Figure I-3 : Interprétation géométrique de l’intégrale J. 




I.2.2.3. Définition des critères d’amorçage et de propagation 
 
Une valeur critique JIC a été proposée comme critère d'amorçage et une courbe J-∆a a 
été proposée pour décrire la propagation. Il a néanmoins été très vite montré que ces 
paramètres ne sont pas intrinsèques au matériau mais dépendent de la taille de l’éprouvette et 
de sa géométrie. Ceci rend difficile voire illusoire la transférabilité d’un résultat obtenu sur 
éprouvette de laboratoire à une structure. 
 
Amorçage 
Sous l'application d'un chargement, la pointe de fissure va subir une déformation 
plastique importante. La taille du défaut va augmenter sans que la déchirure proprement dite 
ne soit amorcée. Il y a alors émoussement en fond de fissure. Lors de cet émoussement, J suit 
une loi de type :  
a.J ∆α=        avec α constante dépendant des caractéristiques de traction du matériau. 
La forme de la courbe J-∆a au cours du chargement est celle donnée à la Figure I-4. 
L'instant auquel la propagation démarre étant difficile à déterminer expérimentalement 
(Figure I-5), les normes [AFNOR - 87] et [ASTM - 91] préconisent de prendre pour valeur de 
J à l'amorçage la valeur obtenue à ∆a = 0.2 mm, noté J0.2 (Figure I-4). Mais cette valeur 









Figure I-4 : Evaluation de J0.2 





Figure I-5 : Schématisation de l’émoussement en pointe de fissure avant l’amorçage. 
Propagation 
 
La courbe J-∆a est obtenue à partir des essais de déchirure sur éprouvettes fissurées. 
Dans la pratique, la propagation de fissure n'est contrôlée par J que sous certaines conditions 
très sévères préconisées par les normes. 
Premièrement la propagation doit être faible par rapport au ligament :  
∆a < 0.25 b0 
Deuxièmement, il faut s'assurer que la zone en pointe de fissure où le chargement n'est 






















où σec est la contrainte d'écoulement : σec = 
(Rp02+Rm) 
2 , b la longueur du ligament et B 
l’épaisseur de l'éprouvette. 
Une propagation suffisante permet de déterminer le module de résistance à la déchirure 
Tmat proposé par [Paris - 79] : 









=           (I-6) 
Ce paramètre permet de quantifier la résistance à la déchirure d’une éprouvette à travers un 
seul paramètre scalaire. 
Les caractérisations usuelles de la propagation d’un défaut par déchirure ductile 
permettent de déterminer les lois de propagation de type J-∆a pour des propagations 
n'excédant pas quelques millimètres. Or pour des structures de grandes dimensions, les 
analyses de stabilité des défauts et de fuite avant rupture peuvent nécessiter la connaissance 
des lois d'évolution pour des propagations supérieures à quelques millimètres. Un problème 
d’extrapolation vient s’ajouter au problème de non-transférabilité des paramètres de 
déchirure. 
 
I.2.2.4. Intégrale J modifiée de Ernst 
 
Lorsque les limites de validité de la courbe J-∆a dictées par les normes sont dépassées, 





















        (I-7) 
où Vp est la composante plastique du déplacement total V. En effet Ernst écrit l’intégrale J de 























































































Ernst postule alors que la dépendance géométrique de J est exclusivement incluse dans le 
dernier terme. Une amélioration de la transférabilité est effectivement constatée 
expérimentalement en retranchant ce dernier terme mais reste peu expliquée.  
 
I.2.2.5. Ajout d’un second paramètre au champ de référence 
Modèles à 2 paramètres 
 
Une autre méthode visant à s'affranchir de la géométrie consiste à introduire un second 
terme aux champs asymptotiques HRR, permettant de représenter de manière plus fidèle le 
confinement de la plasticité en pointe de fissure ("constraint effect"). Ce second terme est 
alors sensé représenter l’influence de la géométrie de la pièce. 
 
Pour un matériau élastique linéaire, [Williams - 57] propose l'expression suivante du 








      (I-8) 




où T est une contrainte parallèle au plan de fissure n'intervenant que sur σxx. T influe sur la 
contrainte hydrostatique et sur la triaxialité. Dans la pratique, on utilise le paramètre 
adimensionnel β :  
IK
aT piβ =
          (I-9) 
Dans le cas d'un comportement élastique non-linéaire, le champ HRR est modifié par 


















      (I-10) 
où Q est un facteur d'amplitude du second ordre appelé encore paramètre de triaxialité de 





         (I-11) 
Q représente donc la différence entre le champ réel et le champ théorique de référence HRR. 
 
Application : amélioration de la transférabilité 
 
L’approche J-T, de par sa validité en élasticité linéaire uniquement reste inadaptée aux 
problèmes de déchirure ductile. 
 
En revanche, les travaux sur l’approche J-Q ont montré des résultats intéressants. [Joyce 
- 97] a étudié l’influence de la taille du défaut sur Q et sur le module de déchirure Tmat sur des 
éprouvettes SENB en acier HY80. Q est calculé numériquement et Tmat est mesuré 
expérimentalement. Il en déduit une relation simple entre Tmat et Q pour cette éprouvette.  
 
D’autres travaux, antérieurs aux avancées sur Ji, ont cherché à relier Q à JIC. [Ma -95] 
montre que Q permet d'expliquer l'influence de la géométrie sur JIC sur un acier HY80. [Miller 
- 94] propose alors de construire des abaques JIC(Q) numériquement à partir d’un critère 
d’amorçage ductile de Rice et Tracey. Il est alors théoriquement possible de prévoir les 
chargements à l'amorçage d'une fissure sur une structure en construisant sa courbe numérique 
d’évolution J(Q). Cependant, [Anderson -93] a travaillé parallèlement sur des éprouvettes 
SENB et sur des plaques à fissure centrale (CCP) présentant différentes géométries et donc 
différentes valeurs de Q. Les ténacités à l'amorçage obtenues sont présentées en Figure I-6. 
Cet abaque montre que pour une même valeur de Q, les 2 géométries d’éprouvettes ne 
présentent pas nécessairement des ténacités à l'amorçage identiques. Cette approche permet 
donc de mieux comprendre les effets de taille et de géométrie mais restent insuffisamment 
fiables et complètes pour constituer une approche prédictive de la déchirure.  
 
 







Figure I-6 : Construction de l'abaque JIC-Q pour 2 géométries SENB et CCP 
[Anderson - 93] 
 
 
I.2.3. Vers des valeurs intrinsèques 
I.2.3.1. La ténacité à l’amorçage Ji 
 
[Eisele, Roos - 90] cherchent à trouver de manière plus précise la valeur de J à 
l’amorçage de la propagation en lisant sur le diagramme J-∆a la valeur de J pour une 
propagation égale à la taille de la zone d'émoussement. La zone d’émoussement est mesurée 
au microscope électronique à balayage. La valeur Ji obtenue semble intrinsèque au matériau. 
[Roos - 93] obtient des valeurs comparables pour différents type d'éprouvettes. 
 
[Chapuliot - 98] valide la transférabilité de Ji d'éprouvettes à structures. Il propose une 
méthode permettant de déterminer Ji sur éprouvettes CT de petite taille. Sur ces éprouvettes, il 
existe un gradient de triaxialité important dans l’épaisseur et J varie fortement sur le front. La 
valeur lue de J sur la courbe J-∆a est donc une valeur moyenne le long du front. La valeur 
moyenne à l’amorçage (Ji_moyen) est obtenue sur la courbe J-∆a en considérant une avancée de 
fissure égale à la taille de la zone d’émoussement (Figure I-7). Une simulation numérique 
permet ensuite de retrouver les valeurs de J maximales correspondant aux valeurs moyennes. 
Ji est la valeur maximale correspondant à la valeur moyenne à l’amorçage. Le critère est 
ensuite appliqué à une géométrie de piquage fissuré soumis à un chargement de flexion hors 
plan. La comparaison des estimations calculées de charge à l'amorçage et des valeurs 
mesurées lors de l'essai permet de confirmer que le critère est prédictif. 
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Figure I-7 : Evaluation de Ji_moyen à partir de la taille de la zone d’émoussement SZW sur la 
courbe J-∆a et de Ji à partir du calcul numérique le long du front de fissure sur une éprouvette 
de petite taille (CT12) [Chapuliot - 98]. 
 
I.2.3.2. L’approche énergétique Ji-Gfr pour les grandes 
propagations 
 
Devant les difficultés rencontrées pour décrire la déchirure à partir de paramètres 
représentatifs des champs de contraintes en pointe de fissure comme Q ou T, certains auteurs 
se sont concentrés sur des méthodes énergétiques. 
 
Les résultats de [Kanninen - 79] ouvrent la possibilité de modéliser la propagation en 
déchirure ductile uniquement à partir de considérations énergétiques. Il montre qu’il existe un 
taux de restitution d’énergie R caractérisant le processus de rupture, indépendant de la 
géométrie. Les travaux de [Turner - 90] montrent que l'énergie dissipée dans la structure au 
cours de la propagation se décompose en un terme dû à la plasticité globale dans l'ensemble 
de la structure et un terme dû à la rupture sans pour autant réussir à les distinguer. 
 
[Marie - 99] développe une méthode permettant d'isoler le terme représentant l'énergie 
dissipée participant au processus de rupture et montre qu'il est relié à une grandeur 
caractéristique du matériau noté Gfr. La ténacité critique Ji est utilisée comme critère 
d’amorçage de la propagation. Il met en évidence numériquement que l'énergie de rupture 
δUrupt nécessaire pour une avancée de fissure de longueur λ est proportionnel à cette longueur 
via Gfr : 
Gfr = 
δUrupt(λ)
λ           (I-12) 
 
Dans le cas où l’on peut négliger l’effet de l’histoire du chargement sur les champs 
mécaniques en pointe de fissure, il en déduit une méthode permettant de prédire la déchirure 
ductile à partir de la variation de la composante plastique de J. De plus, un développement 
analytique montre que Gfr peut être identifié expérimentalement grâce à la pente de la courbe 
JMpl-∆a, où JMpl est la composante plastique de l’intégrale J modifiée de Ernst. 
 





Une étude a été conduite au CEA par [Chapuliot - 01] sur des tubes minces sous 
chargement de flexion 4-points contenant une fissure circonférentielle traversante, en 
propagation bilatérale. Les valeurs de Ji et Gfr du matériau ont été déterminées à partir d'essais 
de caractérisation sur éprouvettes CT. Les courbes de comportement global Moment de 
flexion – Rotation (M-φ) en cours de déchirure sont évaluées, avec précision, pour différentes 
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Figure I-8 - Simulations numériques d’application de l’approche Ji - Gfr comparées aux 
courbes expérimentales Moment-Rotation de tubes lors d’essais de déchirure [Chapuliot - 01]. 
 
 
[Marie, Chapuliot - 02] ont également utilisé l'approche Ji - Gfr dans une étude menée 
sur un anneau en compression radiale en acier ferritique TU52 B (Figure I-9). La fissure est 
débouchante en peau externe et se situe dans le plan perpendiculaire à l’axe de compression. 
Le front de fissure initial est rectiligne mais la propagation ductile est beaucoup plus forte au 
centre de l’anneau que près des faces latérales. L'application de l’approche Ji - Gfr permet de 
retrouver la forme particulière du front de fissure final (Figure I-9).  
L'approche Ji - Gfr semble donc très bien adaptée aux cas de déchirure ductile en grande 
propagation.  





Figure I-9 - Evolution du front de fissure sur un anneau en compression calculé par 
Eléments Finis et utilisation de l’approche Ji-Gfr. Comparaison du faciès de déchirure observé 
expérimentalement.  
 
I.2.4. Approches locales de la déchirure ductile 
 
Les modèles d’approches locales sont basées sur la description des phénomènes micro-
mécaniques de ruine du matériau. Elles s’appuient sur un calcul de l’endommagement en 
pointe de fissure afin de modéliser l’énergie dissipée dans le processus de rupture. Dans le cas 
de la déchirure ductile, les mécanismes d’endommagement ont été rappelés au §I.2.1.  
 
I.2.4.1. Germination de cavités 
 
Les cavités prennent généralement naissance sur des inclusions. La germination est 
alors le résultat soit de la rupture de ces inclusions par clivage, soit de leur décohésion avec la 
matrice. En écrivant qu’à la germination la contrainte locale doit être au moins égale à la 
contrainte de rupture de l’inclusion et l'énergie libérée égale à l'énergie de rupture de 
l’inclusion, on obtient une déformation critique décroissante lorsque la taille des inclusions 
augmente (Figure I-10).  
Dans la pratique, la taille critique dc est de l'ordre de quelques microns, de telle sorte 
que pour la majorité des inclusions qui ont une taille supérieure, il suffit de se préoccuper du 




critère associé à la contrainte dans l'inclusion et à l'interface, égale à la contrainte de rupture. 
La condition d’amorçage s'écrit alors [Mudry – 82] :  
)( Yeqd σσλσσ −+= 1  
avec  
σ1 La plus grande contrainte principale 
σY Limite d’élasticité 
σ
 eq Contrainte équivalente au sens de Von Mises 








Figure I-10 : Evolution de la déformation critique à l’amorçage de cavités 
 
[Mackenzie - 77] prédit que l’amorçage a lieu lorsque la déformation équivalente 
dépasse une valeur critique à une distance de la pointe de fissure inférieure à lc. Cette distance 
















 pour   0 < r < lc
  
où σm est la contrainte hydrostatique. 
 
I.2.4.2. Modèle de croissance de cavités de Rice et Tracey 
 
[Rice, Tracey - 69] considèrent une cavité sphérique de rayon R dans un massif infini, 
de comportement rigide parfaitement plastique sous un chargement axisymétrique. Ils 






















La rupture est supposée intervenir lorsque la cavité atteint un rayon critique Rc défini 
par [Beremin – 81], et dans le cas du modèle de Rice et Tracey étendu à un matériau 

































      (I-13) 
La triaxialité joue ici un rôle prédominant. Cette approche est dite « découplée » car le 
comportement mécanique du matériau n’est pas affecté par l’endommagement, qui peut être 
évalué en post-traitement des calculs numériques. 




I.2.4.3. Modèle couplé de Gurson-Tvergaard et Needleman 
 
Par la suite, d’autres modèles ont cherché à prendre en compte l'endommagement du 
matériau dans le comportement global en introduisant une fraction volumique de cavité f dans 
le potentiel d’écoulement plastique. Ces modèles sont dits « couplés ». 
 
























où σ0 est la contrainte limite d'écoulement de la matrice. 
 
Par la suite, ce potentiel a été modifié par [Tvergaard - 84] pour prendre en compte 









































Il s’agit donc ici d’un modèle à 5 paramètres, à savoir : 
 
f0 Fraction volumique initiale de cavité 
fc Fraction volumique critique de cavité correspondant au début de la 
coalescence 
δ Paramètre d’accélération de l’endommagement pendant la coalescence 
q1 En général, on prend q1=1.5 
q2 Et q2 = 1 
 
I.2.4.4. Modèle couplé de Rousselier 
 


























     (I-15) 
avec : 
σ1 Résistance de la matrice à la déchirure ductile. Généralement la contrainte σ1 
est égale à environ 2/3 de la contrainte d'écoulement soit σ1=(Rp0.2+Rm)/3 
D Constante d'intégration prise entre 1.5 et 2. Elle est considérée indépendante 
du matériau , du moins pour une faible porosité initiale ( f0 < 10-3  ) 
 
Pour une fraction volumique de cavité nulle, ce potentiel est équivalent à celui de Von 
Mises. Pour accélérer la rupture, une fraction volumique critique fc a été introduite pour 




laquelle le matériau perd toute résistance. Finalement ce modèle comporte 5 paramètres : D, 
σ1, f0 , fc et la taille de maille qui traduit la taille du volume élémentaire représentatif.  
I.2.5. Bilan sur les modèles de déchirure ductile 
 
L’approche globale de la rupture fournit plusieurs critères simples permettant de 
caractériser la déchirure ductile :  
 L’intégrale de contour J, caractérisant la variation d’énergie potentielle lors d’une 
extension de fissure, de par ses propriétés très intéressantes, a rencontré un franc 
succès dès les années 70 et fait l’objet de plusieurs normes pour caractériser 
l’amorçage et la propagation stable de fissure. Cependant, la courbe de résistance à la 
déchirure ductile J-∆a souffre d’un problème de transférabilité.  
 Plusieurs approches ont tenté de corriger ces effets de géométrie ou d’échelle par 
l’ajout d’un second paramètre représentatif de la triaxialité ou du confinement. Ces 
approches, basées sur un champ de contrainte de référence, se sont révélées coûteuses 
pour l’application aux structures (nécessité de mise en place d’abaques), et ne 
semblent adaptées que pour des analyses qualitatives. De plus, l’utilisation d’un 
champ de référence, uniquement valable dans les cas stationnaires, reste discutable 
dans le cas de la propagation. 
 La ténacité à l’amorçage Ji a en revanche montré de très bonnes propriétés de 
transférabilité, tant entre éprouvettes de laboratoire que vers les structures. 
 L’approche énergétique Gfr est basée sur la séparation de l’énergie dissipée au cours 
de la propagation, en un terme de plasticité globale et un terme de rupture (Gfr). Une 
méthode de détermination simple de Gfr à partir de la composante plastique de J lors 
d’un essai de déchirure a été proposée. L’utilisation de ce modèle sur différentes 
géométries a permis de mettre en évidence sa transférabilité. 
 
L’approche locale de la déchirure ductile des aciers faiblement alliés est basée sur la 
modélisation de l’endommagement du matériau par un mécanisme de germination, de 
croissance et de coalescence de cavités nées sur des inclusions de seconde phase. 
 Rice et Tracey ont mis en évidence le rôle important de la triaxialité des contraintes 
sur le taux de croissance des cavités. 
 La mécanique des milieux poreux propose de prendre en compte un couplage entre le 
comportement du matériau et l’endommagement. La croissance des cavités est décrite 
par des potentiels d’écoulement plastiques dans lesquels interviennent la triaxialité des 
contraintes et la porosité du matériau. 
Ces méthodes, basées sur des concepts de micro-mécanique, sont puissantes car elles 
permettent de s’affranchir des problèmes de taille ou de géométrie et permettent de traiter des 
problèmes tridimensionnels (anisotropie, effet tunnel, fissures elliptiques). Cependant elles 
présentent encore aujourd’hui plusieurs inconvénients qui limitent leur application :  
 Les paramètres à identifier sont nombreux et demandent un savoir-faire spécifique. 
 Les calculs numériques associés sont lourds et ne sont donc pas à la portée de tous les 
bureaux d’étude. 
 Les applications aux structures, essentielles pour les industriels, restent rares, preuves 
des difficultés d’application. 
 La dépendance à la taille de maille des modèles reste un point très critiqué car 
difficilement acceptable mécaniquement. Les travaux encore en cours sur les 
techniques de délocalisation n’ont aujourd’hui pas résolu ce problème car ils 
introduisent eux-mêmes une distance caractéristique dépendante des fonctions de 
délocalisation. 




I.3. La Rupture Fragile 
 
I.3.1. Mécanismes de clivage 
 
La rupture par clivage se produit par une décohésion en mode I des plans 
cristallographiques d’un grain de matière et se propage ensuite de grain en grain jusqu’à 
rupture totale de la pièce. Pour les structures atomiques cubiques centrées, comme c’est le cas 
dans les aciers ferritiques, les plans cristallographiques clivés observés sont d’indice {100}. 
La contrainte normale théorique pour cliver peut être calculée à partir de l’énergie de 




E  Module d’Young 
γS Energie de surface 
b Distance inter-réticulaire 
 
Les valeurs théoriques atteintes sont donc de l’ordre de E/10 ou E/5. Or les valeurs 
usuelles observées sont plus proches de E/100. Cette différence s’explique par la présence de 
défauts géométriques ou d’inclusions qui créent une concentration de contrainte permettant 
d’atteindre localement cette contrainte théorique. La contrainte nominale de rupture σf sur la 
pièce est beaucoup moins élevée. 
 
I.3.2. Modèles de rupture fragile 
 
I.3.2.1. Facteur d’intensité des contraintes critique 
 
Lorsque la plasticité reste confinée, il est possible d’utiliser le facteur d’intensité de 
contrainte issu de la mécanique élastique linaire de la rupture et de définir un facteur critique 
KIC correspondant à la résistance de l’éprouvette à la rupture brutale par clivage. Il est 
représentatif du chargement à rupture et fournit donc un critère simple de comparaison entre 
éprouvettes. Ce paramètre présente une dispersion croissante avec la température. 
 
I.3.2.2. Modèle RKR 
 
Le modèle de [Ritchie - 73], dit modèle «RKR», tente de relier la ténacité et son 
évolution avec la température à un critère local de rupture. La rupture brutale se produit 
lorsque la contrainte maximale σyy atteint la valeur critique de clivage σc sur une distance 
caractéristique X0 de la pointe de fissure. X0 et σc sont jugées indépendantes de la température 
et c'est la limite d'élasticité qui varie (Figure I-11). Ainsi, lorsque la température augmente, la 
limite d'élasticité chute et une plus grande intensification des contraintes est nécessaire pour 
atteindre la contrainte σc à la distance X0 qui est dans un premier temps estimée égale à 2 fois 
la taille de grains. Plus tard [Curry - 78] ne trouve pas de relation simple entre cette distance 
X0 et la taille de grain. Cette dimension doit cependant être liée à la distribution des inclusions 
à l’origine de la rupture [Curry - 79]. 









Figure I-11- Représentation schématique du modèle RKR. A faible température (a), la 
limite d'élasticité σy est élevée. Une faible intensification des contraintes suffit pour atteindre 
la contrainte critique de clivage σc à une distance X0 de la pointe de fissure. A haute 
température (b), σy  est faible. Une forte intensification est requise ([Ritchie - 73]) 
 
[Wu - 03] identifie le critère sur une série d’éprouvettes de flexion 4 points entaillées 
issue d’un joint soudé, grâce à une modélisation numérique des essais de rupture. La 
contrainte critique σc est prise égale à la moyenne des contraintes principales maximales à 
rupture. La distance X0, est prise égale à la distance du front de fissure à la position de ce pic 
de contrainte. La matériau subit ensuite une fragilisation par traitement thermique et pré-
écrouissage. L’application du critère prévoit un décalage de -115°C de la transition pour une 
ténacité de 70 MPa.m1/2, ce qui est très voisin du résultat expérimental (-110°C). 
 
[Yang - 03] applique le modèle RKR sur une large gamme de températures en 
définissant différemment les critères : la distance critique est la distance moyenne observée du 
lieu d’amorçage du clivage, notée CID pour Cleavage Initiation Distance, et la contrainte 
critique est la contrainte en ce lieu d’amorçage notée σf* (Figure I-12). Il observe que σf* 
varie peu avec la température, ce qui n’est pas le cas du CID. En utilisant l’évolution médiane 
de CID avec la température et les champs asymptotiques de [McMeeking - 77], il retrouve 
l’évolution de KIC médian entre -196°C et -40°C. 
Cependant, aucune utilisation de ce jeu de paramètres {CID(T) ; σf* } n’a été tentée sur 
une autre géométrie afin d’en tester la transférabilité. Il est probable que la loi CID = f(T) soit 
dépendante des champs de contrainte et donc de la géométrie. 
 





Figure I-12 - Evolution de la distance de clivage avec la température et prise en compte 
de cette évolution dans le modèle RKR [Yang - 03] 
 
[Chen – 98] explique la dispersion observée sur KIC par le fait que la contrainte critique 
σf peut être atteinte à une distance Xf supérieure ou inférieure à la distance de la contrainte 
maximale DMS (Figure I-13).  
Il utilise le facteur F(X,σ) issu des champs HRR défini par [Curry – 78b]. Ce facteur est 
homogène à un facteur d’intensité des contraintes et est représentatif de la singularité à une 
distance X de la pointe de fissure sous une contrainte σ. Chen calcule ce facteur au site 





















 avec X = Xf 





































où N est l’exposant de la loi d’écrouissage et Xf* est déduite de Xf dans le cas où Xf<DMS. 
Par exemple, lorsque le site d’amorçage du clivage se situe à la distance Xf2, en deçà de la 
ligne de contrainte maximale, la distance Xf2* est prise égale à la distance au delà de la ligne 
de contrainte maximale à laquelle la même contrainte σf2 est atteinte. 
 
F2 est donc calculé en imaginant que toutes les ruptures ont eu lieu en avant du pic de 
contrainte (DMS) pour les mêmes contraintes à rupture. Chen remarque alors que KIC est 
proportionnel à F2 (Figure I-14).  
 

















Figure I-13 – Evolution  schématique du niveau et de la position du pic de contrainte en 
cours de chargement 
 
   
 
 
Figure I-14 - KIC en fonction de F1 et F2 selon [Chen - 96]. La transformation F1(Xf) ⇒
 F2(Xf*) permet d’aligner tous les points. 
L’auteur cherche ensuite à expliquer le grand nombre de sites rencontrés en deçà du pic 
de contrainte. Il propose le scénario suivant : lors de la mise en charge, la contrainte critique a 
été atteinte une première fois au site d’amorçage au delà du pic de contrainte sans déclencher 
le clivage. Lorsque la charge augmente encore, le pic de contrainte s’éloigne du front et la 
déformation plastique augmente. Si l’on suppose qu’une déformation plastique minimale est 
nécessaire à la création de micro-fissures, l’amorçage peut donc avoir lieu après le passage du 
pic de contrainte. Cependant un amorçage de clivage contrôlé par la déformation ne concorde 
pas avec la plupart des observations.  
 
Amorçage situé entre le front et le pic de contrainte 
Amorçage situé en avant du pic de contrainte 




Dans tous les cas, ces applications ou ces adaptations du modèle RKR sont incapables 
de prédire la rupture dès qu’une déchirure ductile apparaît avant le clivage, voire même dès 
que la plasticité se développe de manière importante en pointe de fissure. 
 
I.3.2.3. Modèle de Chen 
 
Un modèle plus complexe a été proposé par [Chen - 96]. Il est basé sur le principe que 
le clivage s’amorce sur des micro-fissures créées en pointe du défaut par l’atteinte d’une 
déformation plastique minimale. Ces micro-fissures ont effectivement été observées en avant 
du front de fissure par de nombreux auteurs. Chen postule qu’il existe en pointe de fissure un 
domaine où la triaxialité est insuffisante pour empêcher ces micro-fissures de s’émousser, 
réduisant ainsi leur nocivité. Enfin l’instabilité de ces micro-fissures est déclenchée par une 
contrainte critique. Il en découle un triple critère pour l’amorçage du clivage :  
 
ε pl > εpc 




 > Tc Critère traduisant le non-émoussement des micro-fissures créées 
σYY > σf Critère déclenchant le clivage proprement dit sur les micro-fissures 
 
avec εpc une déformation plastique critique, Tc une triaxialité critique, et σf une contrainte 
critique. 
 
Chen détermine numériquement les valeurs à rupture de εpl, 
σ m
σeq 
 et σYY sur une série de 
42 éprouvettes CT à –100 °C, grâce à la mesure systématique des CID. Deux jeux de valeurs 
critiques sont définis : l’un à partir des densités de probabilités maximales, c’est-à-dire les 
valeurs les plus souvent rencontrées, l’autre à partir des valeurs les plus conservatives, c’est-à-
dire les plus basses. On appelle zone active le segment au droit du front de fissure où ces 3 
critères sont vérifiés (Figure I-15). La probabilité de rupture pour un chargement Fi est alors 
définie comme le rapport entre la taille de la zone active pour ce chargement et la taille de 
cette zone pour le chargement maximal, ce qui revient à dire que la probabilité de rupture est 
proportionnelle à la taille de la zone active. Avec le 1er jeu de valeurs critiques, la densité de 
probabilité des chargements à rupture et les ouvertures de fissure à rupture sont proprement 
retrouvés, en revanche les tailles et les positions des zones actives représentent mal la 
dispersion observée sur les sites d’amorçage du clivage. Inversement, sur le 2nd jeu, les sites 
































Figure I-15 - Définition de la zone active à partir de 2 critères : σYY > σf et ε pl > εpc.. 
Cette définition peut être étendue à 3 critères avec σ m
σeq 
 > Tc 
[Wang - 01] étudient les effets de la géométrie et de la température sur σf. Pour des 
températures comprises entre –130°C et –100°C, σf semble indépendante de la température et 
de la profondeur de fissure. En revanche σf augmente à plus basse température, mais à -196°C 
on n’observe plus de micro-fissures en pointe de fissure. Il semblerait donc que le mécanisme 
de clivage soit différent : l’amorçage fragile serait piloté par l’amorçage de micro-fissures et 
non par leur propagation. De plus il remarque que, parmi les paramètres liés à la ténacité 
(force, ouverture et σf ), c’est σf qui présente la plus faible dispersion. 
 
I.3.2.4. Modèle de Margolin 
 
Par une approche similaire, [Margolin – 97a] développe un critère basé sur la 
nucléation, l’amorçage et la propagation de micro-fissures dans une microstructure modifiée 
par les déformations plastiques. La nucléation de micro-fissures dites « aiguës » est une 
condition nécessaire à la rupture fragile. Ces micro-fissures ne restent aiguës que sous une 
orientation et une géométrie favorables, afin d’éviter l’émission de dislocations à leur pointe. 
Sinon elles s’émoussent et se transforment en cavités, perdant alors leur nocivité. Cet 
émoussement se produit également si la condition d’amorçage n’est pas satisfaite au moment 
de la nucléation. L’amorçage est ici la rupture d’un grain. La condition de propagation traduit 
le franchissement de barrières micro-structurales comme des joints de grain, des bandes de 
glissement ou des micro-contraintes internes. Cette condition se résume à l’atteinte d’une 
contrainte seuil dépendante de la déformation plastique équivalente cumulée [Margolin – 
97b]. 
 
I.3.3. Approches locales probabilistes 
 
Les approches locales probabilistes intègrent la dispersion des défauts dans les critères 
de rupture fragile. Les défauts à l’origine de la rupture présentent en effet une dispersion à la 




















I.3.3.1. La statistique de Weibull 
 
Soit V un volume composé de N volumes élémentaires V0. On fait les hypothèses 
suivantes : 
 Le matériau est statistiquement homogène, c'est-à-dire présentant la même probabilité 
de comporter un défaut critique quelle que soit la direction dans laquelle on le regarde. 
 La rupture d’un volume élémentaire V0, par la présence d'un défaut critique, entraîne 
la ruine de toute la pièce. C'est l'hypothèse du maillon le plus faible. 
 
Alors, la probabilité de rupture PR du volume V peut s’exprimer en fonction des 
probabilités élémentaires de rupture pri des volumes V0. Plus directement, la probabilité de 






Le produit est transformé en somme en passant au logarithme, puis la somme discrète sur les 

















































En considérant que la probabilité locale de rupture pr0 dépend de la contrainte σ, on 


















































 0 Contrainte seuil 
σ
 u Facteur de normalisation 
m Module de Weibull 
 




I.3.3.2. Le modèle de Beremin 
 
A partir de cette statistique de Weibull, le groupe de travail [Beremin - 83], construit le 
modèle suivant : 
 La contrainte seuil est considérée nulle : σ0 = 0 (Modèle de Weibull à 2 
paramètres) 
 La contrainte σ est prise égale à la plus grande contrainte principale σ1 car elle 
pilote le clivage 
 La rupture ne se produit pas sans déformation plastique locale. Le volume 
d’intégration V est donc pris égal au volume plastique.  




























































A partir du modèle de Beremin, en faisant l’hypothèse que le champ des contraintes en 
























1        (I-23) 
avec : 
σY Contrainte limite d’élasticité 
C
 m Facteur numérique 
B Epaisseur de l'éprouvette 
 
 
Pour une probabilité de rupture donnée, on en déduit que la ténacité évolue en fonction de 
l’épaisseur de l’éprouvette suivant la relation : 
KIC4 . B = Constante         (I-24) 











I.3.3.3. Modèle statistique basé sur une double condition 
Nucléation & Propagation 
 
[Bordet – 05a] cherche à enrichir le modèle de Beremin via la prise en compte de 
l’étape de nucléation des micro-fissures et le non-émoussement de celles-ci. Le nouveau 
modèle suppose donc que la nucléation et la propagation doivent avoir lieu simultanément, et 
que cette connectivité n’est possible que sous une certaine contrainte seuil, σth . La probabilité 
de rupture est le produit des probabilités des deux événements indépendants, nucléation et 
propagation. La probabilité de nucléation est d’abord supposée être une fonction linéaire de la 
déformation plastique et de la limite d’élasticité, modifiée pour tenir compte d’une population 

































































avec les variables : 
σ1 Contrainte principale maximale 
σY Contrainte limite d’élasticité 
εpl Déformation plastique équivalente 
 
et les 5 paramètres : 
σY0 Contrainte limite d’élasticité de référence 
σu Contrainte de normalisation 
σth Contrainte seuil 




Ce critère est appliqué par [Bordet – 05b] à un acier de construction offshore (Grade 
450EMZ). Les paramètres du modèle sont identifiés sur une série d’essais sur éprouvettes AE 
à -196°C par la méthode du maximum de vraisemblance. La valeur de contrainte seuil choisie 
influe beaucoup sur m. En pratique, elle est fixée de manière à obtenir une valeur de σu 
identique pour les essais sur éprouvettes AE et pour les essais sur éprouvettes SENB à même 
température. La contrainte seuil estimée est proche de la plus basse contrainte axiale au centre 
à rupture : σth = 1570 MPa. Les enveloppes basses et hautes de probabilité de rupture des 
éprouvettes SENB sont alors correctement reproduites de -196°C à -130°C, mais le modèle 
est largement conservatif dès que la déchirure ductile apparaît.  
 
 
I.3.4. Bilan sur les modèles de rupture fragile 
 
Les mécanismes de rupture par clivage acceptés par la majorité des auteurs regroupent :  
 une nucléation de micro-fissures par un phénomène de plasticité ou par rupture 
d’inclusion ou par décohésion inclusion/matrice ; 




 un amorçage de la rupture sur ces micro-fissures par décohésion des plans 
cristallographiques d’un grain de polycristal ; 
 une propagation instable d’une seule de ces micro-fissures provoquant une rupture 
brutale de l’ensemble de la pièce. 
Une condition nécessaire à cette propagation instable est l’atteinte d’une contrainte seuil. A 
cela, plusieurs auteurs ajoutent une condition de plasticité nécessaire à la germination de 
micro-fissures et une condition de non-émoussement des micro-fissures. Un couplage des 
observations au microscope électronique à balayage avec des calculs numériques des champs 
de contrainte en pointe de fissure a permis d’étoffer ces modèles. Leur application est simple, 
mais l’identification des paramètres demande une large base expérimentale. 
 
L’approche locale de la rupture fragile permet la prise en compte de la dispersion des 
défauts (taille et position) à l’origine des processus de rupture et son application permet ainsi 
de reproduire une dispersion des chargements critiques tels observés expérimentalement. La 
probabilité globale de rupture est évaluée sous condition d’indépendance statistique du 
comportement à rupture de chaque volume élémentaire de matière et en appliquant 
l’hypothèse du maillon le plus faible. Là encore l’application de ces modèles nécessite un 
calcul fin des champs de contrainte en pointe de fissure et l’identification des paramètres 
demande une large base expérimentale. De plus la sensibilité de la probabilité de rupture aux 
paramètres est très grande, on rencontre fréquemment un module de Weibull m de l’ordre 20. 
 
Ces modèles sont rapidement mis en défaut dès l’extension de la plasticité, ou la perte 
de confinement. Ils ne peuvent en aucun cas prédire la rupture fragile lorsque la déchirure 
ductile apparaît. 
 





I.4. Evaluation de la ténacité dans la zone de transition 
 
D’une manière générale, le domaine de transition fragile/ductile d’un matériau est défini 
par la plage de température sur laquelle le matériau passe d’une rupture fragile à une rupture 
ductile. Il est difficile de définir une température de transition liée au matériau. Généralement, 
cette plage de température dépend de multiples critères : géométrie de l’éprouvette, type de 
chargement, forme du défaut, etc.  
La norme [AFNOR - 90], sur les essais de résilience, ou essais Charpy, définit un 
protocole expérimental précis permettant de comparer les matériaux entre eux. La courbe de 
résilience (Figure I-16) trace l’évolution de l’énergie absorbée par l’éprouvette en fonction de 
la température. Elle présente un palier à basse énergie, caractéristique de la rupture fragile 
instable à basse température, et un palier à haut énergie caractéristique de la rupture ductile, 
stable, et à haute température. La plage de température intermédiaire correspond au domaine 
de transition fragile-ductile pour cet essai. Sur cette plage, la dispersion des résultats 



























Figure I-16 : Courbe de résilience d’un acier TU42 C du circuit secondaire (acier de 
l’étude). 
 
I.4.1. Prise en compte des conséquences de l’élévation en 
température 
 
Comme on l’a vu précédemment, les modèles de rupture fragile tentent de reproduire les 
courbes de ténacité KIC à rupture sur les plages de basses températures. L’augmentation de 
température se traduit par une augmentation des valeurs médianes de ténacité et un 
élargissement de la dispersion. Une évaluation de la dépendance en température des 
paramètres des modèles est souvent nécessaire afin de décrire proprement la rupture. 




De plus, des changements de mécanismes de ruine peuvent avoir lieu lorsque la 
température augmente. Il est donc nécessaire d’identifier le mécanisme de ruine dans chaque 
plage de température afin d’y utiliser le modèle approprié. 
Au-delà d’une certaine température, la dispersion grandissante de ténacité combinée à 
une valeur médiane croissante implique parfois un amorçage et une propagation ductile avant 
le clivage. 
I.4.1.1. Evolution avec la température des paramètres du 
modèle de Beremin 
 
[Wasiluk - 06] évalue la dépendance en température des paramètres du modèle de 
Weibull à partir de la base d’essai du projet européen Euro Fracture Toughness Dataset sur 
un acier de cuve 22NiMoCr37. D’après les identifications réalisées à -110°C et –40°C, il 
conclut que le module m est indépendant de la température sur cette plage pour ce matériau. 
En revanche, σu varie en fonction de la température. 
 
[Haušild - 05] constate que malgré la prise en compte des fortes modifications de 
champs de contrainte et de déformation à l’apparition de la déchirure ductile, les paramètres 
de Weibull ne permettent pas de décrire correctement l’évolution de la ténacité dans la zone 
de transition, notamment la forte augmentation de KJC pour des températures proches de 
l’apparition de la déchirure. A partir d’observations au microscope électronique à balayage de 
faciès de rupture d’éprouvettes CT25, en acier de cuve 16MND5, rompues de –120°C à 0°C, 
il constate que les mécanismes de rupture fragile changent à température élevée : il est rare de 
trouver une particule au site d’amorçage pour ces températures. Le clivage n’est pas la 
conséquence de la rupture d’une particule de seconde phase, mais semble s’amorcer par un 
mécanisme induit par la déformation plastique. Il est alors nécessaire de modifier les 
paramètres de Weibull pour tenir compte de ce nouveau mécanisme. Les auteurs fixent la 










exp.A)T(uσ          (I-25) 
De plus, ils constatent qu’une meilleure coïncidence est obtenue entre les distributions 


























       (I-26 
Cette contrainte seuil a pour effet de réduire la valeur de m. Cependant σth est difficile à 
identifier et nécessite une large base expérimentale. Compte tenu des observations 
fractograhiques et des niveaux de contrainte atteints aux sites d’amorçage du clivage, et en 
s’appuyant sur les travaux de [Rossoll - 02] sur la détermination de la ténacité à partir de 
l’essai Charpy instrumenté, la contrainte seuil σth a été choisie comme la contrainte en 
dessous de laquelle le clivage n’a jamais été observé : σth = 1400 MPa. 
La ténacité KJC des éprouvettes CT25 est alors correctement prévue entre –90°C et 0°C, 
mais le modèle ne permet pas de reproduire la forte croissance de la ténacité à l’approche des 
températures où l’amorçage est soit ductile soit fragile. 
 




I.4.1.2. L’ approche « Master Curve »  
 
A partir du modèle de Beremin, en faisant l’hypothèse que le champ des contraintes  en 
pointe de fissure est un champ HRR, la distribution de probabilité de ténacité d’une 
éprouvette fissurée à une température donnée est de la forme : 
Pr = 1 – exp [Cte.(K-Kmin)4.B]        (I-27) 
 
où B est la longueur du front de fissure et Kmin une ténacité seuil en dessous de laquelle la 
rupture n’a pas été observée. 
On élimine la constante en utilisant la ténacité médiane, c’est-à-dire en donnant une 
probabilité de 50% à une éprouvette d’épaisseur de référence B=25 mm (ou 1T) : 
Cte.(Kmed_1T-Kmin)4.B1T = -ln2  





















     (I-28) 
On peut remarquer ici la manière de normaliser les ténacités obtenues sur des 
éprouvettes de différentes tailles :  
K1T= Kmin + (K-Kmin)(B/B1T)1/4        (I-29) 
 
Cette relation a largement été vérifiée expérimentalement. Par exemple, récemment, 
[Rathbun - 04] a vérifié la pertinence de cette relation sur une large de gamme d’essais 
d’éprouvettes SENB (a/W=0.5) présentant 24 géométries différentes avec diverses épaisseur 
B ou taille W du ligament. Les essais ont été menés à la température T0 = -91°C.  
 
Sur la base d’une large gamme d’essais de ténacité sur aciers ferritiques, [Wallin -
 91a,b] postule que l’évolution de la ténacité médiane équivalente sur cette famille d’acier 
peut-être écrite sous la forme empirique :  
Kmed_1T = 30 +70 exp [ 0.019 (T-T0) ]       (I-30) 
où T0 est la température à laquelle la ténacité médiane vaut 100 MPa.m1/2. 
 
Les normes ASTM E1921 [ASTM - 97] et ASTM E1921-02 [ASTM - 02] définissent la 
méthode de détermination de la température T0. Afin d'assurer des valeurs conservatives, la 
norme préconise des conditions d'essais garantissant un fort confinement par des pré-fissures 
importantes. En cas de perte de confinement ou si la déchirure ductile stable avant clivage 







où b0 est la taille du ligament initial et M le coefficient de censure, pris égal à 30. 
 
I.4.1.3. Le modèle MnS 
 
[Renevey - 98] développe une approche similaire au modèle de Beremin pour une 
rupture fragile provoquée par des amas d'inclusions de sulfure de manganèse dans les aciers 




peu alliés. Ce modèle tient compte d’un changement de mécanisme avec l’élévation en 
température : à plus haute température, l’amorçage du clivage n’a plus lieu directement sur les 
carbures, comme à basse température, mais nécessite une concentration de contrainte 
supplémentaire, sur des défauts, plus grands, telles que les amas de MnS. L’amorçage a lieu 
ensuite sur un site classique de type carbure proche de l’amas. 
La contrainte critique de clivage est atteinte par concentration de contrainte sur une 
micro-fissure créée par la décohésion d’un amas de MnS. Le critère de décohésion d’un amas 
est celui de [Mudry – 82] : 
α.(σeq-σy) + σI = σcg 
avec 
σcg Contrainte critique de germination  
α Facteur de forme  
σy, σI, σeq Respectivement : limite d’élasticité, contrainte principale maximale, contrainte 
équivalente de Von Mises  
 
Si l’on considère que localement la contrainte critique est une contrainte nominale, la 





         (I-31) 
avec : 
kc Ténacité locale 
cσ  Contrainte critique 
aMnS Dimension de l’amas 
 
La probabilité de rupture d’un volume élémentaire V0 contenant une inclusion soumis à 
une contrainte principale σ11 s’écrit alors très simplement : 
pr(V0,σ 1) = p(aMnS > acMnS) 
 
En considérant ensuite que la fraction surfacique fs des inclusions est proportionnelle à 
a² et que sa distribution est de forme exponentielle, on écrit :  
pr(V0,σ1)  = p(a²/a²moy > a²c /a²moy)  
 = p(fs²/fs²moy > a²c /a²moy) 
 = exp [-a²c /a²moy] 



























































      (I-32) 
où Vdéco est la partie du volume V vérifiant le critère de décohésion. 
 




I.4.2. Prise en compte de la perte de confinement 
 
On parle de plasticité confinée lorsque la zone plastique en pointe de fissure est 
englobée dans une zone élastique beaucoup plus large. On parle de « perte » de confinement 
lorsque le cas de l’étude présente un confinement de la plasticité plus faible que dans le cas de 
référence. Le cas de référence le plus couramment employé est le cas dit « SSY » pour Small-
Scale-Yielding, qui correspond aux champs HRR. Il y alors perte de confinement lorsque les 
champs en pointe de fissures ne sont plus pilotés uniquement par l’intégrale J. L’influence du 
confinement a déjà été évoqué dans le cas de la rupture ductile (§I.2.2). Dans le cas de la 
rupture fragile, plus la température augmente, plus la ténacité augmente et plus la zone 
plastique se développe avant la rupture fragile. L’effet de la géométrie sur le confinement de 
plasticité est donc de plus en plus important avec l’augmentation de la température et des 
valeurs de ténacité.  
 
I.4.2.1. Utilisation d’un champ de référence 
 
D’après [Anderson - 93], pour les matériaux clivant sous un niveau de contrainte 
critique, la probabilité de rupture est fonction du volume dans lequel cette contrainte est 
dépassée. Dans le cas de la plasticité confinée, si l’on fait l’hypothèse que les champs de 
contrainte sont de type HRR, ce volume est directement proportionnel à J² sur une éprouvette 
de front de fissure rectiligne. En cas de perte de confinement, les auteurs proposent donc de 
corriger la valeur de J à rupture par celle correspondant au même volume en conditions SSY, 
notée JSSY. Une application de ce concept à des éprouvettes SENB avec petits ou grands 




Figure I-17 : Correction de JC en cas de perte de confinement selon la méthode de 
[Anderson - 93] en utilisant le champ de référence HRR. 
 
[Gao - 98] développent un modèle permettant d’ajuster la ténacité à partir de la 
contrainte de Weibull. La ténacité KJC en cas de plasticité non confinée est corrigée par la 
ténacité KJC_SSY donnant la même contrainte de Weibull mais dans une condition de référence, 




en état de plasticité confinée en déformation planes. Ils mettent alors en avant une 
amélioration dans la procédure de calage des paramètres du modèle de Beremin à partir des 
ténacités corrigées : il y alors unicité de la solution. Les fonctions de correction, dépendantes 
du confinement, doivent être évaluées numériquement ([Gao - 00]). 
 
I.4.2.2. Correction de la Master Curve 
 
La Master Curve est construite à partir des valeurs expérimentales de ténacité d’une 
géométrie d’éprouvette donnée. Elle souffre donc également d'un problème de transférabilité : 
son application à une structure où la plasticité est peu confinée peut mener à des valeurs de 
ténacité trop conservatives.  
Afin de prendre en compte la perte de confinement, [Wallin - 01] tente de relier la 
température T0 à la contrainte T définie au paragraphe I.2.2.5 en supposant que le 
confinement est décrit par la contrainte T et que la forme de la courbe de transition n'est pas 
affectée par la différence de confinement (Figure I-20). Pour cela il recueille un large panel 
d'essais décrits dans la littérature pour lesquels les valeurs de T0 et la contrainte T sont ou 







pour Tstress < 0.MPa 
 
où T0DEEP est la valeur de référence dans le cas de la plasticité confinée. 
 
 
Figure I-18 : Représentation schématique de l'effet supposé de la contrainte T sur la 
courbe de transition en ténacité [Wallin - 01]. 
 
I.4.2.3. Une méthode analytique d’évaluation de la température 
de transition sur structure  
 
Rappelons que l’on définit la FITT, pour Fracture Initiation Temperature Transition, 
pour une géométrie donnée et sous un type de chargement donné, comme la plus basse 




température à laquelle la rupture fragile est précédée d’un amorçage et d’une propagation 
ductile. Toujours pour une géométrie donnée et un type de chargement donné, la FPTT, pour 
Fracture Propagation Temperature Transition, est la plus basse température à laquelle la 
rupture complète se produit par déchirure ductile. La FPTT est donc la température à laquelle 
le clivage disparaît complètement, y compris au cours de la déchirure. De manière très 
volontariste, [Wilkowski – 05] propose une méthode de l’ingénieur pour prédire la 
température de transition d’un tube en flexion. La méthode, empirique, est basée sur les 
résultats d’une large gamme d’essais menés sur les aciers ferritique de pipelines aux Etats-
Unis par Battelle (global science and technology enterprise) entre 1960 et 1970. Les 
différents décalages en température de transition dus aux changements de confinement d’une 
éprouvette à l’autre y sont estimés (Figure I-19). Trois options permettent d’obtenir une 
solution simple suivant les essais dont on dispose : depuis une simple série d’essais Charpy 
jusqu’à l éprouvette SENT. 
 
 
Essais de résilience Charpy 
 Température pour laquelle le faciès est 85% Ductile 
Essais Drop-Weight Tear Test (ASTM 436) 
 Température pour laquelle le faciès est 85% Ductile 
∆T = f (Epaisseur)  
Option 3 
FITT sur CT ou SENB 
FITT du Tube avec Défaut Traversant (TWC) 
FITT du Tube avec Défaut Elliptique Débouchant (SC) 
∆T = f(a/W)  
 ∆T (0,5) = -33°C 
∆T (0,1) = -83°C 
∆T = f ( a/Epaisseur )  
Correction des 
effets dynamiques 
∆T = -33°C 
FITT sur SENT 
Option 1 
Option 2 
à épaisseur égale 
 
Figure I-19 : Méthode empirique d’évaluation de la température de transition sur un 
tube à partir d’essais sur éprouvettes de laboratoire [Wilkowski – 05].  
 




I.4.3. Prise en compte de la déchirure 
 
Comme on l’a vu au §I.2.3.1, l’amorçage ductile est piloté par Ji. Ce paramètre a permis 
de très bonnes estimations des charges à l’amorçage ductile à la fois sur éprouvettes de 
laboratoire et sur structures. De plus, Ji varie peu avec la température.  
Au-delà d’une certaine température, la dispersion grandissante combinée à une valeur 
médiane croissante de la ténacité implique parfois un amorçage et une propagation ductiles 
avant le clivage. Si l’on s’intéresse à des températures encore plus élevées, l’amorçage fragile 
devient très rare, et le clivage peut être précédé d’une large déchirure. Il devient alors 
primordial de tenir compte de cette déchirure si l’on veut connaître les conditions dans 
lesquelles le clivage a eu lieu. Pour cela, plusieurs auteurs ont cherché à coupler les modèles 
de déchirure ductile (approche globale ou locale) avec les modèles de rupture par clivage. 
I.4.3.1. Couplage du modèle de Rousselier et du modèle de 
Beremin 
 
[Eripret - 96] analyse, par calcul aux Eléments Finis, des essais sur éprouvettes SENB 
en matériau A533 GrB réalisés entre -120 C et l’ambiante, c’est-à-dire dans la zone de 
transition. Certaines éprouvettes présentent plusieurs millimètres de déchirure ductile suivis 
d’une rupture fragile. Les auteurs utilisent le modèle de Rousselier pour décrire la déchirure 
ductile, et le modèle statistique de Beremin permet, en post-traitement, de calculer la 
probabilité de rupture fragile à chaque pas du calcul. Il décrit alors correctement les faibles 
probabilités de rupture, jusqu’à une température de –20°C. Ensuite, la rupture fragile n’a pas 
été observée expérimentalement et le modèle sous-estime largement la ténacité (Figure I-20). 
Aucun résultat n’est présenté sur les fortes probabilités. 
 
 
Figure I-20 : Evolution de la borne inférieure de probabilité en fonction de la 
température calculée par un couplage des modèles de Rousselier et de Beremin [Eripret - 96] 
 
Les travaux de [Renevey - 98] sur le modèle MnS (§I.4.1.3) indiquent que les amas de 
MnS créent des micro-fissures ductiles à l’origine des concentrations de contrainte dans la 
matrice environnante. Ces singularités semblent provoquer l’amorçage du clivage sur les 
carbures. [Carassou - 99] étudie alors numériquement, par calcul aux Eléments Finis, 
l’influence d’une micro-fissure ductile sur la probabilité de rupture à l’aide du modèle de 




Beremin. Il apparaît que la micro-fissure créée par une décohésion d’un amas de MnS est 
assimilable à une macro-fissure et que la présence de cette fissure augmente la probabilité de 
rupture locale. De plus, la distance entre la pointe du défaut ductile et le pic de contrainte est 
compatible avec la distance expérimentale observée entre les amas MnS et les sites 
d’amorçage. Il modélise alors la déchirure ductile sur éprouvette CT25 à 0°C par le modèle de 
Rousselier, et calcule en post traitement la probabilité de rupture en fonction de l’avancée de 
fissure à l’aide du modèle MnS dont les paramètres sont dans un premier temps issus du 
calage sur éprouvettes AE à -150°C. Les ténacités à rupture des CT sont alors sous-estimées 
d’un rapport 2. Sous condition de recaler la contrainte critique à partir des essais sur CT à 0°C 
ayant montré très peu de propagation, il décrit alors correctement la probabilité de rupture des 




Calcul élasto-plastique 3D 
 σc =2800 MPa 
Calcul 3D avec modèle de Rousselier 
 σc =2750 MPa  
calée sur les 1ers points 
Probabilités expérimentales :  
Pi = (i-0.5)/N 
 
Figure I-21 : Prédiction du comportement à rupture d’éprouvettes CT25 à 0°C ayant 
présenté entre 0 et 6mm de déchirure ductile. La simulation de cette déchirure par le modèle 
de Rousselier permet de prévoir la probabilité de rupture à condition de recaler la contrainte 
critique σc à cette température d’après [Carassou - 99]. 
 
 
I.4.3.2. Couplage du modèle GTN et de la statistique de Weibull 
 
[Ruggieri - 96] propose une modélisation voisine de la précédente, par calcul aux 
Eléments Finis, mais basée sur le modèle de Gurson modifié par Tvergaard et Needleman 
(modèle GTN) pour décrire la déchirure. La probabilité de rupture est calculée par un modèle 
de Weibull à 2 paramètres. Ce modèle est calé sur des essais sur éprouvettes SENB a/W=0.5 à 
–120°C où les chargements à rupture sont dispersés mais la rupture est toujours fragile. Puis 
le couplage est appliqué par la modélisation des essais sur éprouvettes SENB a/W=0.1 à –
120°C où une légère déchirure ductile à été observée avant le clivage (∆aW = 0,025). Le modèle 
permet de retrouver les tendances expérimentales : la valeurs de ténacité atteintes sont 
beaucoup plus élevées. L’auteur confirme que l’avancée de fissure en déchirure ductile 
augmente la probabilité de rencontrer un défaut critique capable de déclencher le clivage dans 




la zone de forte contrainte en pointe de fissure car cette zone se translate avec l’avancée de 
fissure ductile et le volume total « balayé » dans la matière augmente (Figure I-22). 
 
 
Figure I-22 : Evolution de la zone d’élaboration de la rupture avec l’avancée ductile, 
d’après [Ruggieri - 96] 
 
[Xia – 96] et [Xia– 97] travaillent avec le même modèle GTN mais utilisent le modèle 
de Weibull à trois paramètres pour définir la probabilité de rupture fragile, introduisant alors 
une contrainte seuil σth : 
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Le modèle de Weibull à 3 paramètres, plus difficile à mettre en place, semble ici bien adapté. 
Le couplage est ensuite appliqué sur trois types d’éprouvettes présentant des confinements 
différents : SENB, DENT et CCP pour des déchirures moyennes : ∆aW = 0,1. Là encore les 
tendances observées expérimentalement sont bien reproduites, mais aucune comparaison avec 
les essais n’est fournie.  
 
[Koers - 94] présente l’influence de la déchirure ductile sur la probabilité de rupture 
fragile par deux modèles numériques de calcul aux Eléments Finis : 
 le 1er considère un matériau vérifiant un écoulement plastique de type Von 
Mises et simule l’avancée de fissure par relâchement de nœuds.  
 Le 2nd suppose un matériau endommageable selon le modèle de Gurson. 
La base expérimentale est une série de 15 éprouvettes SENB (a/W=0.3) d’un acier C-Mn 
Fe510Nb ayant rompu par clivage après une faible déchirure ductile à –40°C : ∆aMAXW  = 0,08. 
La probabilité de rupture par clivage est évaluée en post-traitement par un modèle de Weibull 
à 3 paramètres ajusté à -170°C sur des essais sur éprouvettes AE. Les deux modélisations 
surestiment la probabilité de rupture fragile dès le début de la déchirure ductile. Le second 
modèle est légèrement meilleur car il présente des niveaux de contrainte en pointe de fissure 
plus bas que le premier, dus à l’hypothèse de matériau endommageable. Plusieurs hypothèses, 
non-exclusives, sont avancées pour expliquer l’écart entre les probabilités expérimentales et 
prédites :  
 les modèles de déchirure utilisés reproduisent mal les modifications du 
confinement dues à l’avancée ductile de fissure ; 




 les modèles de déchirure utilisés évaluent mal le volume d’élaboration de la 
rupture, à savoir le volume où la contrainte est supérieure à la contrainte seuil ; 
 les paramètres de Weibull identifiés à –170°C peuvent ne plus être représentatifs 
de la rupture à –40°C. 
 
[Bernauer - 99] applique une démarche similaire sur des éprouvettes CT rompues à 
-60°C avec une déchirure faible (∆aMAXW  = 0,015) mais apportent quelques modifications : ils 
gardent un modèle de Beremin à 2 paramètres, mais il suppose que les inclusions ayant 
amorcées des cavités ductiles en avant du front de fissure doivent être retranchées de la 
population de sites potentiels de clivage. Le modèle de Beremin est alors modifié en ce sens. 
On a donc ici un couplage des endommagements. Les auteurs constatent effectivement une 
amélioration dans la prédiction des probabilités de rupture pour ces faibles niveaux de 
déchirure. 
 
Le benchmark ESIS TC8 
 
Le Comité Technique 8 de l’European Structural Integrity Society (ESIS TC8) se 
consacre aux méthodes numériques en mécanique de la rupture [Poussard - 04]. Dans ce 
cadre, un benchmark a été organisé afin d’évaluer la capacité des approches locales et des 
modèles micro-mécaniques à décrire les processus de rupture. Trois phases se sont succédées, 
dont les objectifs étaient les suivant : 
 Phase I : Détermination des paramètres de modèles d’approche locale pour la 
déchirure ductile et le clivage. 
 Phase II : Simulations par Eléments Finis de la déchirure ductile et de la rupture 
fragile 
 Phase III : Simulations par Eléments Finis sur éprouvettes CT dans la zone de 
transition. 
 
Le matériau de l’étude est un acier de cuve 22NiMoCr37 également utilisé pour le 
projet européen Fracture Toughness of Steel in the Ductile to Brittle transition Regime 
[Heerens - 99]. La Phase III nous intéresse particulièrement ici. Il s’agit de modéliser la 
rupture d’une série d’éprouvettes CT25 testées à -40°C et –20°C ayant montré respectivement 
des déchirures maximales de 0.5 mm et 2 mm. Sur 6 participants, 4 ont utilisé le modèle 
GTN, et 2 le modèle de Rousselier pour la déchirure. Tous ont utilisé le modèle de Beremin 
pour la rupture fragile. Dans une première étape le même jeu de paramètres et le même 
maillage sont imposés suivant les résultats des phases d’identification précédentes. Pour 4 
participants (2 GTN et 2 Rousselier) le comportement global Force-Ouverture est sous-estimé 
et la déchirure largement surestimée, d’un facteur 3 environ à –20°C. Les probabilités de 
rupture sont surestimées. Dans une seconde étape les participants sont libres d’identifier les 
paramètres d’endommagement ductile et libres d’utiliser leurs propres maillages. Le 
comportement global est bien reproduit par l’ensemble des participants. De manière très 
surprenante, on note que les maillages 2D fournissent de meilleurs résultats. Les courbes J-∆a 
sont aussi correctement reproduites. L’évaluation des probabilités de rupture est d’autant 
meilleure que la déchirure ductile est proprement décrite. Cependant aucune prédiction 
parfaite n’est obtenue. Seule une identification libre des paramètres du modèle de Beremin le 
permet. Les différents participants obtiennent alors des valeurs de m allant de 17.5 à 35 et des 
valeurs de σu allant de 2068 MPa à 2964 MPa.  




Enfin, une prédiction de la courbe de transition complète est tentée de –150°C à 0°C où 
la déchirure atteint 5mm. Plus la température est élevée, plus la déchirure ductile est 
importante et plus les probabilités de rupture fragile sont sous-estimées (Figure I-23). Une 
variation linéaire de σu (T) est introduite par chaque participant. Elle améliore la prédiction 
des ténacités à rupture mais les résultats restent éloignés des ténacités expérimentales à 0°C . 
 
 
Exp data Pr=0.1 
Exp data Pr=0.5 
Exp data Pr=0.9 
#1 – GTN –3D 
#2 – ROUSSELIER 
#8 – GTN –3D – Beremin classique 
#8 – GTN –3D – Beremin modifié 




Paramètres du modèle de 
Beremin imposés 












Figure I-23 : Prédiction de la courbe de transition par les participants du benchmark 
ESIS TC8. Les paramètres des modèles de Rousselier et GTN sont identifiés par chaque 
participant. Les paramètres du modèle de Beremin sont imposés suivant les identifications 
réalisées à –150°C lors des phases précédentes [Poussard - 04]. 
Une application aux structures 
 
[Baer - 00] présentent un essai de rupture , à température ambiante, sur un tube en acier 
15NiMoNb5 (dimensions L2000 x φ273 x Ep17 mm3), contenant une entaille mécanique de 
profondeur a/t=0.5 et d’angle 90°, soumis à de la flexion 4 points (Figure I-24). 
 
Le comportement à rupture sous un déplacement imposé se caractérise par une avancée 
de fissure ductile jusqu’au percement puis un accroissement de l’ouverture de fuite, et une 
instabilité finale par rupture fragile. Aucune propagation ductile n’a été observée en peau 
externe. Le faciès est présenté Figure I-25. 
 
 





Figure I-24 : Plan de l’essai de flexion 4-points sur tube entaillé pratiqué par [Baer - 00] 
 
Un modèle GTN ajusté sur des essais sur éprouvettes AE et sur une éprouvette CT, est 
utilisé pour modéliser cet essai de flexion sur tube. Les auteurs montrent que la forme de la 
brèche de fuite est correctement reproduite. De plus, ils montrent qu’un pic de triaxialité 
(σm/σeq≈4) est obtenu dans le ligament à un point très proche du site d’amorçage fragile. 
Aucune évaluation de la probabilité de rupture fragile n’est présentée. 
 
 
 a   b   c   d  
Figure I-25 : Faciès de rupture de l’essai de flexion sur tube de [Baer - 00] : a/ Entaille 
mécanique, b/ Déchirure ductile, c/ Lèvres de cisaillement d/ Rupture fragile 
 
I.4.3.3. Couplage de l’approche Gfr et d’un modèle de rupture 
fragile 
 
[Marie - 00] applique l’approche Gfr sur une série d’éprouvettes CT25 en acier de cuve 
16MND5 testées à 0°C par [Carassou - 00] et ayant présenté une déchirure parfois très 
importante : ∆aMAXW  = 0,26. Cette méthode lui permet de retrouver le comportement global 
Force-Ouverture de l’éprouvette mais, étant basée sur plusieurs calculs stationnaires, elle ne 
permet pas de tenir compte de l’effet d’histoire sur les contraintes en pointe de défaut. Il 




réalise donc un calcul par relâchement de nœuds dans lequel la loi d’avancée de fissure en 
fonction de l’ouverture est celle issue de la première étape. Il applique ensuite le modèle MnS 
dont les paramètres sont directement ceux issus de la thèse de [Carassou - 00]. Les 

















Simulation Gfr + modèle MnS
 
Figure I-26 : Prédiction de la probabilité de rupture d’un acier 16MND5 par un 
couplage Approche Gfr / Modèle MnS [Marie - 00]. 
 
D’autre part, [Marie - 00] reprend les travaux de [Chen - 98] sur la rupture fragile des 
aciers C-Mn dont il rappelle quelques résultats importants : 
 Plus le chargement à rupture est fort, plus la distance Xf du site d’amorçage du 
clivage au front de fissure est grande. 
 La contrainte σf au point d’amorçage varie peu avec la température. 
 Le facteur d’intensité des contraintes est proportionnel au paramètre F(X,σ) 





















         (I-33) 
 
L’auteur propose alors de considérer ce paramètre comme un facteur local d’intensité 
des contraintes, et de l’utiliser dans une approche inspirée de la Master Curve [Wallin – 91a] 





















exp)F(p         (I-34) 
La probabilité de rupture cumulée est obtenue en supposant l’indépendance statistique 
du comportement à rupture de chaque volume élémentaire et en faisant l’hypothèse du 
maillon le plus faible. Cette probabilité est calculée sur la courbe enveloppe des probabilités 
locales de rupture maximales sur le ligament au cours du chargement, et ceci à partir des 




calculs stationnaires de l’approche Gfr. Un calage correct de Fc en fonction de la température 
permet de reproduire fidèlement la distribution de probabilité de rupture à –60°C, -40°C et 
0°C (Figure I-27). 
De plus, en supposant que les paramètres Xf et σf varient peu avec la température, 
l’équation (I-33) permet d’écrire :  
Fc . σy(n-1)/2 = Constante        (I-35) 
 
Cette relation (I-35) permet de connaître l’évolution de Fc avec la température à partir 
d’une valeur connue de Fc et de l’évolution de la limite d’élasticité et du coefficient 
d’écrouissage avec la température. Les valeurs de ténacités déduites de cette constante (Figure 
I-27) montrent une légère incohérence entre les températures de -90°C et –60°C, mais la 
dispersion à 0°C est correctement reproduite. L’auteur souligne une très grande sensibilité du 
modèle au coefficient d’écrouissage n(T), qui de plus est toujours connu avec une incertitude 
liée à sa détermination (la valeur obtenue dépend de la plage de déformation considérée pour 





















Approche proposée - Fc calé à la température correspondante
Approche proposée - Fc obtenu à partir de la constante
 
Figure I-27 : Prédiction de la courbe de transition par un couplage Approche Gfr / 
Critère Fc [Marie - 00]. 
 
I.4.4. Bilan sur la modélisation des phénomènes de rupture dans la 
partie supérieure du domaine de transition fragile/ductile. 
 
L’application des modèles de rupture fragile, essentiellement le modèle de Beremin, 
dans la partie haute de la zone de transition fragile/ductile est soumise à plusieurs difficultés 
liées aux conséquences de la variation de température et à la présence d’une déchirure ductile 
préalable. En effet, avant même de considérer la transférabilité des critères des éprouvettes 
aux structures, on constate une grande sensibilité des résultats aux conditions d’identification 
des paramètres du modèle : dès que l’on s’écarte de ces conditions – température, géométrie, 
quantité de déchirure – les probabilités calculées sont erronées et deviennent par exemple très 
conservatives à des températures plus hautes.  




Comme on l’a vu au §I.3.4 l’identification des paramètres d’approche locale à basse 
température demande un nombre d’essais important et exige un maillage permettant un calcul 
précis des champs mécaniques en pointe de fissure. De plus, certains de ces paramètres, telle 
la contrainte critique, semblent dépendre de la température. Il est donc nécessaire de les 
identifier également aux températures élevées auxquelles la plasticité est plus développée. Les 
calculs sont donc plus délicats à réaliser et n’ont pas permis aujourd’hui de reproduire les 
distributions de ténacité à des températures proches de celles où l’amorçage est ductile. Par 
ailleurs, les mécanismes de rupture rencontrés à basse température peuvent être différents à 
une température élevée (variation de la population de défauts critique). En conséquence, on 
peut s’interroger sur la validité du modèle de Beremin à température élevée.  
A des températures proches de celles où l’amorçage est ductile, l’utilisation d’une 
contrainte seuil (modèle de Weibull à 3 paramètres) améliore considérablement la description 
de la probabilité de rupture, bien qu’elle constitue un paramètre supplémentaire à identifier. 
Elle présente cependant un avantage important : elle permet de réduire le module de Weibull, 
souvent d’un rapport proche de10, ce qui autorise un calcul numérique moins précis. Certains 
auteurs préfèrent même fixer arbitrairement ce module m réduisant ainsi le nombre de 
paramètres. 
Avec l’apparition d’une déchirure ductile précédant la rupture fragile, il devient 
nécessaire de modéliser cette avancée de fissure afin de toujours décrire de manière précise 
les champs mécaniques en pointe de fissure. Si l’on utilise également une approche locale 
pour décrire la déchirure ductile, il faut que la taille de maille en pointe de fissure, paramètre 
des modèles de Rousselier ou de Gurson-Tvergard-Needleman, soit compatible avec la 
précision demandée par le modèle de Beremin. Les applications de ces couplages des 
approches locales des ruptures fragile et ductile restent encore limitées à des quantités de 
déchirure très faibles, moins de 10% du ligament, et n’ont en aucun cas permis de décrire une 
probabilité de rupture fragile à des températures où la rupture reste ductile sur certaines des 
éprouvettes. Bien que de nombreux auteurs aient pour but in fine de prouver l’intégrité des 
composants de grande dimension, les applications aux structures de ces couplages restent 
extrêmement rares. 
Les applications d’approches globales sont également peu courantes, notamment à 
cause du manque critères de rupture fragile basés sur des paramètres énergétiques globaux. 
Elles présentent cependant l’avantage de comporter moins de paramètres et ceux-ci sont 
facilement identifiables à partir des loi de comportement en écrouissage monotone du 
matériau et d’une série d’essai de rupture sur éprouvettes fissurées. 
Devant la nécessité d’une solution, suffisamment simple pour être utilisée à un niveau 
industriel, permettant de connaître la température de transition sur une structure, et devant la 
difficulté de mise en œuvre des modèles d’approche locale, des approches empiriques ont été 
développées. Elles permettent d’obtenir un résultat rapide mais relativement imprécis. 
 
 





I.5. Conclusions de l’Etude Bibliographique 
 
 
Il ressort de cette étude bibliographique que l’évaluation de la ténacité dans la zone 
supérieure de la transition fragile/ductile concentre plusieurs difficultés. Les mécanismes 
d’amorçage du clivage sont discutés : si certains matériaux présentent des macro-inclusions 
de type MnS engendrant une concentration de contrainte nécessaire à l’amorçage du clivage, 
d’autres au contraire semblent amorcer le clivage à partir de phénomènes uniquement liés à la 
plasticité. De plus, les influences fortes de la température et de la déchirure ductile préalable à 
la rupture fragile rendent l’identification des paramètres des modèles de l’approche locale 
difficile. Enfin, le développement de la plasticité et les pertes de confinement rendent 
incompatibles les maillages associés aux modèles locaux de déchirure ductile et ceux 
nécessaires pour le calcul de probabilités locales de rupture fragile. 
 
Dans un contexte industriel, si l’on considère une structure mince contenant un joint 
soudé et sollicitée dans le domaine de transition fragile/ductile, ce type d’approche ne permet 
pas aujourd’hui d’évaluer une probabilité de rupture fragile.  
 
Par ailleurs, de nombreux auteurs s’accordent sur l’importance d’une contrainte seuil 
nécessaire à l’apparition du clivage. La définition de cette contrainte varie suivant les 
références et les modèles proposés, mais il semble que son utilisation devient primordiale 
lorsque l’on s’intéresse à la partie haute de la zone de transition. L’utilisation d’une contrainte 
seuil dans les modèles de rupture fragile améliore les prédictions. Elle traduit la possibilité 
d’obtenir un risque de rupture nul pour un chargement suffisamment faible. Elle constitue 
cependant un paramètre supplémentaire à identifier. 
 
Dans l’objectif de déterminer la température pour laquelle le risque de rupture fragile 
par clivage apparaît sur une structure, il est essentiel d’établir les conditions pour lesquelles le 
risque de rupture est nul. L’atteinte d’une contrainte seuil dans le volume fortement sollicité 
en pointe de fissure constituerait une première condition nécessaire à l’apparition du clivage. 
C’est cette voie que nous allons développer dans ce mémoire.  
 
Le prochain chapitre sera consacré au développement d’un critère probabiliste de 
rupture fragile dans le domaine de transition fragile/ductile basé sur l’hypothèse de l’existence 
d’une contrainte seuil en dessous de la laquelle le clivage ne peut pas se produire. Dans une 
troisième partie, nous nous pencherons sur l’influence de la géométrie sur la température 
d’apparition du clivage par une série d’essai sur éprouvettes en acier TU42 C issue d’un tube 
mince. Un essai sera réalisé sur ce tube à la « température de transition à l’amorçage » selon 
le critère en contrainte seuil. 
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Comme on l’a expliqué en introduction de ce mémoire, nous nous intéressons au 
comportement à rupture d’une structure dans la partie haute de la courbe de transition 
fragile/ductile. L’étude bibliographique a montré que de nombreuses études ont été menées 
sur l’évolution en température de la ténacité des aciers ferritiques dans la zone basse de la 
transition, à des températures où la rupture est essentiellement fragile. Il existe en revanche 
peu de critères permettant de trancher sur l’occurrence d’une rupture fragile à des 
températures plus élevées : la limite haute de la transition est aujourd’hui mal définie. 
Pour avancer sur ce sujet, le premier enjeu que nous nous sommes fixé est de se donner 
les moyens de définir une température limite d’apparition du clivage. Pour cela deux voies 
sont possibles :  
 soit déterminer une condition nécessaire à l’apparition du clivage, et évaluer 
l’influence de la température et du confinement sur cette condition, 
 soit, de manière beaucoup plus riche, expliciter la probabilité de rupture fragile dans 
cette partie haute de la transition, en présence d’une surface importante de déchirure 
ductile préalable, et directement en déduire les conditions d’une probabilité nulle de 
rupture par clivage. 
 
Les approches en contrainte critique dérivées du modèle historique de [Ritchie - 73], dit 
modèle «RKR», et les approches locales statistiques évoquent fréquemment l’importance 
d’une contrainte seuil nécessaire à l’apparition du clivage. La définition de cette contrainte 
varie suivant les références et les modèles proposés. Il semble que son utilisation devienne 
primordiale lorsque l’on s’intéresse à la partie haute de la courbe de transition. [Anderson -
 93] a cherché à relier le volume chargé en pointe de fissure au risque de rupture, sans pour 
autant aller jusqu’à estimer une probabilité de rupture. Dans le même esprit, les modèles 
d’approche locale comme le modèle de Beremin ou le modèle MnS ont montré que le risque 
de rupture était lié au risque de rencontrer dans le matériau une inclusion proche de la pointe 
de fissure et susceptible d’amorcer le clivage. Ce risque est directement lié au volume 
sollicité. De la même manière, les auteurs ayant tenté de prendre en compte la déchirure 
ductile dans le risque de clivage en couplant les modèles d’approche locale avec des modèles 
d’endommagement de Rousselier ou de Gurson, ont expliqué que la propagation de la fissure 
ductile avait un effet d’échantillonnage dans le matériau. Cela signifie que l’avancée de la 
fissure dans la matière provoque un déplacement du volume fortement sollicité avec la pointe 
de fissure et donc un balayage de la matière qui augmente le risque de rencontrer un défaut ou 
une inclusion critique. Tous ces auteurs s’accordent donc sur l’importance que revêt le 
volume sollicité en pointe de fissure dans l’analyse du risque de rupture. La définition de ce 
volume varie cependant avec l’auteur. 
 
La démarche que nous allons appliquer ici sur l’acier 22NiMoCr37 est analogue à celle 
utilisée par [Chapuliot -05] sur un acier de cuve français de type 16MND5. Elle se base sur 
les hypothèses de Anderson et considère que le volume susceptible de cliver est le volume 
dépassant une contrainte seuil en pointe de fissure. Le premier objectif de ce chapitre est de 
mettre en évidence la relation entre ce volume, dit volume seuil Vth, et la probabilité de 
rupture en présence d’une déchirure ductile qui peut être importante. 
 
D’autre part, dans l’objectif d’appliquer cette approche dans un cas complexe, comme 
une soudure, dans un contexte industriel, il est essentiel de mettre en place des outils 
permettant de simplifier les procédures et l’identification des paramètres. Nous nous 




efforcerons donc de mettre en évidence des relations simples entre les paramètres du modèle 
et les données expérimentales. 
Afin d’évaluer la validité du modèle dans la partie supérieure de la transition, nous nous 
appuyons sur une base de données expérimentales mise à la disposition de la communauté 
scientifique par le centre de recherche allemand GKSS1. Cette base a été constituée dans le 
cadre d’une coopération entre plusieurs laboratoires européens, pilotée par le groupe ESIS, 
pour l’établissement de l’Euro Fracture Toughness Dataset [Heerens - 02]. Cette base offre le 
grand intérêt de couvrir un domaine de températures très large, englobant le domaine de 
transition. Quatre tailles d’éprouvettes CT ont été testées, des CT12.5 aux CT100, permettant 
de quantifier les effets d’échelle sur les paramètres de rupture.  
Une fois la forme du critère validée sur cette série d’essais, elle sera appliquée à notre 
matériau au Chapitre V. 
 
II.2. Données Expérimentales 
 
II.2.1. Présentation de la base de donnée 
 
Le matériau de la base est un acier allemand DIN 22NiMoCr37 forgé et traité 
thermiquement pour la construction d’une cuve répondant aux spécifications nucléaires. 
Hormis le vieillissement, il est parfaitement représentatif des aciers de cuve en service. Sa 
composition chimique est donnée dans le Tableau II-1. 
 
C Si P S Cr Mn Ni Cu Mo Fe 
0.21 0.24 0.003 0.004 0.003 0.82 0.79 0.049 0.56 Balance 
Tableau II-1 : Composition chimique de l’acier DIN 22NiMoCr37 (% massique) 
 
Les essais de la base dont nous nous servirons sont résumés dans le Tableau II-2. 
 
Type -150°C -110°C -90°C -60°C -40°C -20°C 0°C 20°C 
Traction 4  5 4 5 5 4 4 
AE1.62 32        
CT12.5 31 55 31 62 32 31 32  
CT25 34  34 34 32 50 41 10 
CT50 30  30 30 30 30 30 30 
CT100   15   15 15 15 
Tableau II-2 : Essais disponibles (nature et nombre) sur le matériau 22NiMoCr37 
 
II.2.2. Résultats expérimentaux 
II.2.2.1. Essais de traction 
 
La publication de [Heerens et al.-02] fournit les évolutions avec la température des 
limites d’élasticités déduites des essais de traction mentionnés ci-dessus. Cependant, pour les 
                                                 
1
 GKSS Forschungszentrum, Research Center, Geesthacht, Germany 




calculs élasto-plastiques à venir, nous avons besoin des courbes de traction rationnelles 
complètes. Les essais de traction (sur éprouvettes Φ6xL25) ont donc été à nouveau dépouillés 
et les courbes de traction rationnelles obtenues sont tracées sur la Figure II-1. Les limites 
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Figure II-2 : Evolution de la limite d’élasticité du matériau 22NiMoCr37 selon Heerens 
et selon nos propres dépouillements. Les plages d’incertitude sont estimées par Heerens.  
 




II.2.2.2. Essais sur éprouvettes Axisymétriques Entaillées (AE) 
 
Les résultats expérimentaux des essais sur éprouvettes AE sur le matériau 22NiMoCr37 
sont disponibles dans la base des essais ESIS TC8 [Bernauer et al.-00]. Les essais ont été 
réalisés à –150°C à une vitesse de déplacement de vérin de 0.2 mm/min. Les dimensions des 
éprouvettes sont indiquées Figure II-3.  
Toutes les éprouvettes ont montré une rupture instable et les faciès ont révélé une 
rupture par clivage pur. La contraction diamétrale a été mesurée en fond d’entaille au cours 




Figure II-3 : Géométrie des éprouvettes axisymétriques entaillées de la base ESIS TC8 
sur matériau 22NiMoCr37. Selon la convention de dénomination « AE 10ρ/φent » avec ρ le 
rayon d’entaille et φent le diamètre initial à fond d’entaille, il s’agit d’une AE 1.62 
II.2.2.3. Essais sur Eprouvettes CT 
 
Les essais de ténacité sur éprouvettes CT ont été réalisés suivant la procédure ESIS P2-
92. Pour chacun de ces essais, la base fournit la longueur de pré-fissure par fatigue, la 
longueur de déchirure ductile si elle n’est pas nulle, l’occurrence ou non d’une rupture 
instable, la valeur de l’intégrale J à la fin de l’essai. Cette intégrale est calculée suivant la 

















0152202η     (II-1) 
où U est l’aire sous la courbe Force-Ouverture. 
Le calcul de J ne tient pas compte de l’avancée ductile de la fissure. On en déduit : 
21 ν−
=
E.JK J  
 
Pour chaque série d’essais à géométrie et température données, quelques courbes Force-
Ouverture complètes sont disponibles.  
 
Etant donné la large gamme de températures balayée, trois types de rupture sont 
observés : 
 soit la rupture est fragile par clivage pur, 
 soit la rupture est d’abord ductile puis fragile par clivage, 




 soit la rupture est entièrement ductile. 
Dans ce dernier cas, les essais ont été menés jusqu’à une avancée de déchirure ductile 
finale telle que ∆afinalW  = 0,1.  
 
 
Figure II-4 : Géométrie des éprouvettes CT pour les essais sur matériau 22NiMoCr37 
selon [Heerens et al.-02]. Les CT12.5 diffèrent légèrement des autres : les couteaux de mesure 
d’ouverture sont usinés et non rapportés.  
 
Les résultats montrent que, dans la partie haute de la transition qui nous intéresse plus 
particulièrement, on rencontre rarement du clivage pur. Nous nommerons « éprouvettes 
fragiles » les éprouvettes ayant clivé après une déchirure ductile. La Figure II-5 présente les 
avancées de déchirure ductile (échelle logarithmique) en distinguant les éprouvettes fragiles 
des éprouvettes ductiles. Les différents essais à une même température ont été légèrement 
décalés pour une meilleure lisibilité. Plusieurs constats peuvent être faits :  
 pour chaque géométrie, plus la température augmente, plus la déchirure est grande, 
 pour chaque température, plus l’éprouvette est grande, moins la déchirure ductile est 
longue. 
 
A 0°C, les ruptures des éprouvettes CT12.5 sont ductiles (sauf une) alors que les 
ruptures des éprouvettes CT50 et CT100 sont encore fragiles. A l’ambiante, les CT50 et les 
CT100 sont encore fragiles, parfois même avec très peu de propagation ductile.  
 




La Figure II-6 présente les ténacités KJ correspondant aux seules éprouvettes fragiles. 

























CT12.5 Fragiles CT12.5 Ductiles
CT25 Fragiles CT25 Ductiles
CT50 Fragiles CT50 Ductiles
CT100 Fragiles CT100 Ductiles
 
Figure II-5 : Avancées ductiles obtenues sur CT12.5 à CT100 de –60°C à la température 































Figure II-6 : Ténacité KJ des éprouvettes CT fragiles, de –60°C à la température 
ambiante. 




A partir des valeurs de J et des valeurs d’avancée de fissure en fin d’essai, nous pouvons 
tracer la courbe J-∆a de chaque géométrie d’éprouvette. La Figure II-7 montre que dans le cas 
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Ji = 250 kJ/m²
J = 812.∆a0.7135
Ji = 250 kJ/m²
 
Figure II-7 : Superposition des courbes J-∆a pour les CT12.5 à CT100 de –60°C à la 
température ambiante sur matériau 22NiMoCr37. 





II.3. Analyse numérique des essais sur matériau 22NiMoCr37  
 
Une interprétation plus fine des essais est réalisée en utilisant le calcul aux éléments 
finis. Dans un premier temps, nous évaluons les contraintes principales maximales à rupture 
des éprouvettes AE. Une distribution de probabilité sera définie sur ces éprouvettes. Dans un 
second temps, nous développerons une modélisation des essais sur éprouvettes CT tenant 
compte de la déchirure ductile. Cette modélisation fournira également les niveaux de 
contrainte à rupture de chaque éprouvette rompue. La définition d’une probabilité de rupture 
sur ces essais fera l’objet du §II.4. 
 
Toutes les analyses numériques par le calcul aux éléments finis sont réalisées à l’aide du 
logiciel CAST3M développé au CEA. 
 
II.3.1. Analyse des essais sur éprouvettes AE à –150°C 
 
Afin de connaître les valeurs des contraintes principales maximales au moment de la 
rupture, les essais sur éprouvettes AE sont interprétés par un calcul aux éléments finis 2D 
axisymétrique. Le modèle prend en compte les grands déplacements et les grandes 
déformations. La loi de comportement utilisée à –150°C est celle fournie point par point par 
[Bernauer - 00]. La Figure II-8 présente la courbe Force-Variation diamétrale obtenue et les 
points à rupture observés expérimentalement. On peut voir que le comportement des 32 







































Calcul Elasto-Plastique 2D AXI
Essais AE ESIS TC8 à -150°C
 
Figure II-8 : Maillage de l’entaille de l’éprouvette AE et Comparaison du comportement 
global obtenu par le modèle élasto-plastique 2D axisymétrique avec les points à rupture. 
 
La base ne fournit pas les positions des sites d’amorçage du clivage pour ces essais. La 
contrainte à rupture de chaque essai est donc identifiée à la valeur maximale de la contrainte 




principale σ11_MAX pour ∆D/D0 à rupture. Les essais sont ensuite classés par ordre croissant de 
contrainte principale maximale à rupture et une probabilité de rupture expérimentale leur est 




=           (II-2) 
où i est le rang de l’essai dans le classement et N le nombre total d’essais (N=32). Les lois de 
distribution de Weibull à 2 et 3 paramètres sont ajustées afin de décrire les probabilités 
expérimentales. Pour cela on utilise la probabilité de rupture modifiée Pr’ et la méthode des 
moindres carrés dans l’espace Ln Pr’ – Ln (σ11 ) (distribution à 2 paramètres) ou Ln Pr’ – 
















111        (II-3) 
( )PrLnPr' −−= 1          (II-4) 
avec : 
σ11_MAX  Contrainte principale maximale en MPa 
σth Contrainte seuil en MPa 
σu_AE  Contrainte de normalisation en MPa 
m_AE Module de Weibull pour les résultats sur éprouvettes AE 
 
Les distributions expérimentales et celles définies par les lois de Weibull sont tracées en 
Figure II-10. Les valeurs des paramètres obtenues pour la distribution de Weibull avec seuil y 
sont indiquées. Il apparaît clairement que la distribution de probabilité est mieux décrite avec 










































Figure II-9 : Identification des paramètres des distributions de Weibull sur les résultats 
d’essais sur éprouvettes AE à -150°C : a) sans contrainte seuil ; b) avec contrainte seuil.  
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σth =1520 MPa 
σu_AE =170 MPa 
mAE = 2.23 
MIN (σ11) = 1550 MPa 
 
Figure II-10 : Evolution de la probabilité expérimentale de rupture par clivage en 
fonction de la contrainte principale maximale, avec ou sans prise en compte d’une contrainte 
seuil σth 
 
L’analyse des essais sur éprouvettes AE semble faire apparaître l’existence d’une 
contrainte seuil au-dessus de laquelle le clivage peut apparaître. La valeur de la contrainte 
seuil σth obtenue (1520 MPa) est proche de la valeur minimale expérimentale de σ11 à rupture 
(1550 MPa). Elle aurait pu également être obtenue par une extrapolation des points de rupture 
expérimentaux à une probabilité nulle. Dans l’expression de la probabilité de rupture, la 
contrainte seuil traduit la possibilité d’obtenir un risque de rupture nul en deçà d’un certain 
niveau de chargement. Dans le modèle de Weibull à 2 paramètres, il existe toujours un risque 
fragile, quel que soit le niveau de chargement. 
 
II.3.2. Essais de déchirure sur éprouvettes CT dans la partie haute 
de la transition fragile/ductile 
 
Les essais sur éprouvettes AE permettent de déterminer les contraintes et les 
déformations à rupture. On a mis en évidence une contrainte seuil σth à partir de laquelle le 
clivage peut apparaître. En revanche, ces essais ne permettent pas de quantifier la résistance à 
la rupture du matériau en présence d’une fissure. Pour déterminer cette résistance, notamment 
dans le domaine de transition, les éprouvettes « standards » sont les éprouvettes CT. 
 
Nous allons donc dans ce paragraphe interpréter les essais sur éprouvettes CT entre 
-90°C et l’ambiante. Une modélisation par éléments finis est développée. Elle permet de 
simuler l’avancée de fissure par déchirure ductile. L’objectif est : 
 d’évaluer les états de contrainte à rupture et la comparer à la contrainte seuil, 
 de fournir des données expérimentales, non accessibles sans calcul numérique, mais 
qui seront nécessaires au développement du critère probabiliste au §II.4. 




II.3.2.1. Présentation et validation du modèle Eléments Finis 
 
Afin de décrire proprement les champs de contraintes et de déformations en pointe de 
fissure, on réalise un calcul 3D en grands déplacements et grandes déformations avec une 
taille de maille en pointe de fissure de 250µm pour les 4 géométries CT modélisées. Les 
éléments utilisés sont quadratiques à 20 nœuds. Seul un quart de l’éprouvette est modélisé 
compte tenu des symétries. Les lois de comportement utilisées sont celles issues des courbes 
de traction présentées au §II.2.2.1. Le déplacement est imposé au centre de la goupille rigide. 
La déchirure est simulée par une méthode de relâchement de nœuds. Ce relâchement est 
piloté par la courbe J-∆a déterminée expérimentalement au §II.2.2.3. A chaque pas de calcul, 
la valeur de J est calculée analytiquement de la même manière que dans le dépouillement des 
essais. On en déduit la longueur de fissure correspondante et le nombre de nœuds à relâcher 
avant de poursuivre le calcul. Le relâchement de nœuds lui-même consiste en un changement 
des conditions aux limites : on laisse libre le déplacement en ouverture des nœuds 
précédemment bloqués dans le plan de symétrie. Cette procédure suppose de connaître par 
avance le trajet et la forme du front de fissure car il faut mailler les différents fronts dès le 
départ du calcul. Dans le cas d’une éprouvette CT, la fissure reste dans le plan de symétrie de 
l’éprouvette. En revanche, on ne dispose, dans la base de données, que des formes initiale et 
finale des fronts de fissure. De plus, pour une même géométrie, ces formes varient d’une 
éprouvette à l’autre. Deux hypothèses simplificatrices sont donc faites sur la forme du défaut : 
 on a modélisé un front toujours rectiligne car on ne connaît pas l’évolution de la forme du 
front de fissure en cours de déchirure. On sait cependant qu’un « effet tunnel » a été 
constaté expérimentalement sur les éprouvettes sans entailles latérales ; 
 la longueur initiale du défaut est prise égale à la longueur moyenne de préfissuration pour 
chaque couple (Géométrie ; Température). 
 
Au total, 14 calculs ont été effectués selon cette procédure, ils sont définis dans le 
Tableau II-3. La Figure II-11 présente l’algorithme de calcul et indique l’évolution de 
l’avancée de fissure numérique incrémentale comparée à l’évolution expérimentale lissée. La 
Figure II-12 présente le maillage complet et détaillé au niveau du front de fissure d’une 
CT12,5 en 3D ainsi que les conditions aux limites.  
 
 Températures 
Géométries -90°C -60°C -40°C -20°C 0°C 20°C 
CT12.5 X X X X X X 
CT25 X    X  
CT50 X X X X X X 
CT100 X    X  
Tableau II-3 : Grille des essais simulés par le modèle par relâchements de nœuds. Les X 
indiquent que le calcul à été effectué. 


































































   
Figure II-11 : Algorithme de calcul par relâchement de nœuds et illustration sur un 
maillage déformé du changement de condition aux limites. 
Conditions aux limites initiales CL0 et Déplacement imposé δ0 
Calcul numérique de la force Fi pour le déplacement 
imposé δi 
Calcul analytique de Ji 
Ji = J_eli + J_pli 
 
Calcul analytique de l’avancée de fissure : 
∆ai = ( Ji / 812 ) 1 / 0.7135 
 
Calcul du nombre de nœuds à relâcher correspondant 
Nbi = Arrondi ( ∆ai / Taille de maille ) 
OUI 





CLi+1 = CL (Nbi) 
Fin du Calcul 
δi = δi+1 








 Front avancé 
 
Π1 et Π2 : Plans de symétrie. Π2 varie avec l’avancement de fissure 
L1 : Ligne bloquée suivant →X  et de Déplacement imposé suivant →Z  





Figure II-12 : a) Maillage 3D de l’éprouvette CT12.5 pour le calcul par relâchement de 
nœuds et conditions aux limites ; b) Zoom du maillage au niveau du front de fissure 





























Calcul CT50 à 0°C Essai N° SX17.2.4


















Calcul CT12,5 à 0°C Essai N° SX16.3.25
Calcul CT25 à 0°C Essai N° SX18.4.12
 
Figure II-13 a) Carte des contraintes principales maximales en fin de déchirure;             
b) Comparaison des courbes Force-Ouverture expérimentales et numériques à 0°C 




La carte des contraintes principales maximales en fin de calcul après 2,5 mm d’avancée 
de fissure est dessinée en Figure II-13-a. On constate bien une relaxation complète des 
contraintes sur la zone déchirée, c’est à dire les nœuds relâchés. Le ligament restant est 
globalement chargé en flexion. La Figure II-13-b présente la comparaison des comportements 
globaux Force-Ouverture numériques et expérimentaux à 0°C sur les 4 géométries 
modélisées. Le comportement expérimental est parfaitement reproduit par le modèle Eléments 
Finis. Pour chaque géométrie et température modélisés, on vérifie que la courbe Force-
Ouverture était très bien reproduite par le calcul. Les oscillations observées numériquement 
sont dues aux relâchements de nœuds qui reproduisent une avancée incrémentale de la fissure 
et donc non continue. 
 
II.3.2.2. Evaluation des niveaux de contrainte en cours de 
déchirure et à rupture 
 
L’analyse de l’état mécanique en pointe de fissure est réalisée dans le plan de symétrie 
Π1 de l’éprouvette car les contraintes y sont les plus élevées. Nous voulons comparer les 4 
géométries de CT. 
Contrainte principale à l’amorçage ductile 
La contrainte principale maximale est évaluée au moment de l’amorçage ductile. La 
Figure II-14-a rassemble les valeurs obtenues et définit leur variation avec la température. On 
observe que σ11_MAX diminue lorsque la température augmente. Cette tendance est cohérente 
avec la représentation des contraintes sous hypothèse de déformations planes proposée par 













        (II-5) 
où r est la distance à la pointe de fissure. 
 
Selon cette formulation, la contrainte principale maximale est atteinte pour r=0. Dans ce 








Dans la formulation de McMeeking, α est fonction de la forme de l’éprouvette mais pas 
de la taille de celle ci. On observe (Figure II-14-b) que α semble varier légèrement en 
fonction de la taille de l’éprouvette. Cependant, en première approximation, on considérera 
que ce rapport α reste indépendant de la taille : 
 



























































































Figure II-14 : a) Contrainte principale maximale sur le ligament à l’amorçage ductile 
pour 4 tailles d’éprouvettes CT, en fonction de la température ; b) Rapport de cette contrainte 
à la limite d’élasticité en fonction de la température. 
 
Contrainte principale en cours de propagation 
 
La Figure II-15 indique que le niveau de la contrainte principale maximale croît lorsque 
la fissure avance. On passe ainsi sur une éprouvette CT50 à 20°C d’une contrainte maximale 
de 1520 MPa au moment de l’amorçage ductile à une contrainte de 1915 MPa après 6.5 mm 
de déchirure. En revanche, la largeur du pic reste constante au cours de la déchirure. Il en 
résulte, pour les éprouvettes ayant clivé après déchirure ductile, une dispersion des valeurs de 
contraintes principales maximales à rupture σ11_MAX (Figure II-16) liée à l’évolution du 
maximum avec la propagation. 
 
Toujours sur la Figure II-16, on observe une dépendance nette de σ11_MAX avec la 
géométrie, notamment à 0°C : σ11_MAX diminue lorsque la taille de l’éprouvette augmente. Il 
n’est donc pas possible de décrire la probabilité de rupture par une distribution de la 
contrainte principale maximale à rupture indépendante de la géométrie. 
 
Par ailleurs, parmi les valeurs calculées de σ11_MAX, la valeur la plus basse est atteinte 
sur l’éprouvette CT50 à 0°C : MIN (σ11_MAX) = 1510 MPa. Cette valeur est légèrement 
inférieure au seuil σth évalué à 1520 MPa au §II.3.1. Etant donné la précision du calcul des 
contraintes en déchirure, cet écart de 10 MPa n’est pas suffisant pour remettre en cause la 
valeur de σth. Compte tenu des nombreuses contraintes σ11_MAX évaluées ici, ce résultat 
conforte l’hypothèse de contrainte seuil. 
 





Contrainte principale maximale sur le ligament 
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Figure II-15 : Evolution de la contrainte principale maximale au cours de la déchirure 


































Figure II-16 : Contraintes principales maximales à rupture (σf) obtenues par le calcul 
aux éléments finis sur les éprouvettes CT ayant montré une propagation ductile avant de 
cliver (les résultats à une même température ont été légèrement décalés) 




L’évolution des déformations équivalentes est analysée sur une éprouvette CT50 à 20°C 
(Figure II-17). On constate que la forme de la singularité en déformation, dont le pic est 
atteint sur le front, se stabilise dès les premiers 10èmes de mm de propagation ; puis le niveau 
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Figure II-17 : Evolution de la déformation équivalente sur le ligament central en cours 
de déchirure d’une éprouvette CT50 à 20°C 
 
II.4. Développement d’un critère probabiliste de rupture fragile à 
partir des essais sur éprouvettes CT 
 
Nous proposons ici de décrire la probabilité de rupture lors d’essais sur les 4 géométries 
d’éprouvettes CT testées dans le domaine de transition fragile/ductile. 
Nous avons vu que, contrairement aux éprouvettes AE, il n’est pas possible de décrire 
cette probabilité à partir d’une seule distribution de contrainte principale maximale à rupture 
car il existe un effet d’échelle. 
Comme pour les essais sur éprouvettes AE, nous avons mis en évidence l’existence d’un 
contrainte seuil σth nécessaire à l’apparition de la rupture par clivage. Cette contrainte seuil 
sera utilisée pour la définition de la probabilité de rupture sur les éprouvettes CT. 
La démarche que nous allons appliquer ici sur l’acier 22NiMoCr37 est celle utilisée par 
[Chapuliot - 05] sur un acier de cuve français de type 16MND5. Comme proposé par 
[Anderson - 93], nous considérons que la probabilité de rupture est liée à un volume 
susceptible de cliver, volume dépassant la contrainte seuil en pointe de fissure. L’analyse de 
Chapuliot est réalisée sur des éprouvettes CT25 ayant clivé avant l’amorçage ductile. Dans 
notre cas, nous travaillons sur 4 tailles d’éprouvettes CT à des températures où la rupture par 
clivage est précédée de déchirure ductile. 
 




II.4.1. Notion de volume seuil 
 
L’hypothèse du maillon le plus faible consiste à considérer que la rupture complète d’un 
ensemble de N volumes élémentaires se produit dès qu’un seul de ces volumes se rompt. 
Cette hypothèse est largement utilisée dans la description de la rupture fragile des matériaux. 
Soit V un volume constitué de N= VV0
 volumes élémentaires. L’hypothèse du maillon le plus 
faible permet d’écrire que le volume V résiste si, et seulement si, tous les volumes 








11          (II-6) 
où pri est la probabilité de rupture d’un volume élémentaire. 
 
Nous avons vu au §I.3.3 que la probabilité pri dépend a priori du niveau de contrainte. 
Nous faisons ici l’hypothèse que tous les volumes élémentaires ont la même probabilité de 
rupture et que cette probabilité reste nulle sous une contrainte inférieure à la contrainte seuil 
σth définie sur les essais sur éprouvettes AE (§II.3.1) : 
pri =  p0 si σ11 >σth         (II-7) 
0 sinon 
 
La probabilité p0 représente la probabilité de rupture moyenne des volumes élémentaires 
soumis à une contrainte supérieure à la contrainte seuil. En revanche, les niveaux de 
contrainte dépendent nécessairement de la température. La probabilité p0 dépend donc a priori 
également de la température. 
Dans le cas des éprouvettes fissurées, considérer une probabilité élémentaire p0 
indépendante du niveau de chargement est une hypothèse forte qui se base sur deux 
propositions : 
 D’après [McMeeking - 95], avant l’amorçage ductile, le champ de contrainte en pointe 
de fissure se dilate spatialement, ainsi la moyenne du champ de contrainte (et donc p0) 
sur Vth reste constante. 
 p0 varie peu en cours de déchirure ductile car le profil de contrainte se translate avec 
l’avancée de fissure mais ne s’intensifie quasiment plus (Figure II-15). 
 
 
Selon cette définition de la probabilité p0, la probabilité de rupture PR du volume V est 
égale à la probabilité de rupture du volume Vth où la contrainte principale maximale dépasse 
la contrainte seuil σth. Plus précisément, il existe un volume seuil instantané, vth, et un volume 
seuil cumulé, Vth, sur lequel la contrainte principale maximale a dépassé la contrainte seuil au 
cours de l’histoire du chargement. Soit :  
( ) ( )[ ]thth tVtv σσ ≥= 11           









         
 
Cette différentiation devient significative lorsque le front de fissure se propage de 
manière ductile et que les zones en arrière du front se déchargent. Du point de vue de la 
probabilité de rupture globale, c’est le volume cumulé Vth qui est représentatif du risque de 




rupture sur l’ensemble de l’essai. C’est donc ce volume que nous allons utiliser pour la suite 
et que nous nommerons simplement « volume seuil ». 
 
D’après ces développements, en posant Nth = Vth/V0, la probabilité de non rupture du volume 
Vth s’écrit : 
 
( ) thNR pP 011 −=−             
( ) ( ) ( )0
0
0 111 pLnV
VpLnNPLn ththR −⋅=−⋅=−        









 ,       (II-8) 
on obtient : 
PR’ = - Ln (1 – PR ) = F.Vth        (II-9) 
PR = 1 – exp ( - F.Vth )        (II-10) 
 
Selon cette formulation, le logarithme de la probabilité de rupture PR’ est 
proportionnelle au volume Vth via la fonction F.  
 
A titre de comparaison, nous nous intéressons également aux volumes plastiques en 
pointe de fissure. Là encore nous différentions le volume plastifié dans l’éprouvette (ou 
« volume plastique ») du volume plastifiant (ou « volume actif »), c’est-à-dire du volume sur 
lequel la plasticité s’intensifie. Ces volumes sont restreints à la zone de l’éprouvette où la plus 
grande contrainte principale est une contrainte de traction, et non de compression : 
 ( )00 11 >≥= σε etVplastiqueVolume pleq        
( )00 11 >≥= σetpVactifVolume &   où pleqpleq :p εε &&& ⋅= 3
2
   
 
II.4.2. Evolution des volumes seuil 
 
Les évolutions des différents volumes qui viennent d’être définis sont calculées grâce 
aux modélisations des essais de rupture sur les éprouvettes CT présentées au §II.3.2. 
 
La Figure II-18 présente le cas des éprouvettes CT25 déchirées à 0°C. Neuf éprouvettes 
sur 41 se sont rompues de manière fragile dans cette série. Les ouvertures correspondantes 
sont indiquées par des droites verticales sur le graphique. Plusieurs constats peuvent être 
faits :  
 le volume plastique croît d’abord fortement puis atteint un palier de saturation : 
l’éprouvette est alors très largement plastifiée, 
 le volume actif est d’abord égal au volume plastifié, ce qui est logique car dans un 
premier temps la zone plastique s’étend, 
 puis le volume actif se distingue du volume plastique en commençant à décroître 
lorsque le volume plastique est saturé, 
 le volume seuil est beaucoup plus petit que les volumes plastiques (de l’ordre de 160 
fois à 4 mm d’ouverture). Il croît régulièrement tout au long de la déchirure.  




 un nombre important de ruptures (8 sur 9) ont eu lieu alors que le volume plastique 
était déjà saturé et que le volume actif diminuait. 
Les mêmes tendances sont observées pour les autres séries d’éprouvettes CT (autres 
géométries et autres températures). Elles indiquent que le volume seuil est plus pertinent que 
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Figure II-18 : Evolution des volumes plastique, actif et seuil au cours de la déchirure 
d’une CT25 à 0°C. 
 
II.4.3. Probabilité de rupture expérimentale 
 
Pour chaque série d’essais, les éprouvettes sont classées par ordre de volume seuil 
croissant en fin d’essai, que la rupture ait été fragile ou non. Une probabilité de rupture 
expérimentale est associée à chaque éprouvette fragile : 
i
i N
.iPr 50−=           (II-11) 
où i est le rang de l’éprouvette dans le classement par ordre croissant de volume seuil à 
rupture Vth et Ni est le nombre d’éprouvettes ayant soit clivé, soit atteint le volume seuil de 
l’éprouvette de rang i.  
Cette manière de compter permet de prendre en compte la population Ni la plus 
pertinente du point de vue de la probabilité de rupture. En effet, certaines éprouvettes clivées 
après une large propagation ductile présentent un volume Vth plus important que quelques 
éprouvettes restées ductiles à un niveau de Vth plus faible. Ces dernières éprouvettes ne 
doivent pas être prises en compte dans le calcul de la probabilité de rupture de l’éprouvette 
clivée. Le Tableau II-4 illustre ce comptage sur la série des éprouvettes CT12.5 rompues à 
0°C où seules 3 éprouvettes sur 30 se sont rompues par clivage.  





Numero ∆a KJ Vth  Rupture Rang Rang Ni Pr Pr' 
éprouvette ductile à rupture  fragile A B    
 mm MPa.m1/2 mm3 (1) (2) (3) (4) (5) (6) 
          
SX18.3.4 0.28 286.15 11.69 X 1 1 30 0.017 0.017 
SX18.3.28 2.49 521.94 37.88 - 2     
SX18.3.25 2.44 525.72 38.44 - 3     
SX18.3.26 2.47 526.97 38.63 - 4     
SX18.3.23 2.51 528.87 38.91 - 5     
SX18.3.21 2.61 530.72 39.19 - 6     
SX18.3.5 2.34 531.02 39.24 X 7 2 25 0.060 0.062 
SX18.3.27 2.55 531.71 39.34 - 8     
SX18.3.32 2.51 531.88 39.37 - 9     
SX18.3.34 2.56 532.90 39.52 - 10     
SX18.3.24 2.45 533.80 39.66 - 11     
SX18.3.35 2.53 535.93 39.99 - 12     
SX18.3.15 2.36 537.35 40.21 - 13     
SX18.3.6 2.49 538.89 40.45 X 14 3 19 0.132 0.141 
SX18.3.11 2.25 539.13 40.48 - 15     
SX18.3.18 2.57 539.18 40.49 - 16     
SX18.3.3 2.65 540.09 40.63 - 17     
SX18.3.8 2.53 540.17 40.65 - 18     
SX18.3.12 2.34 542.22 40.97 - 19     
SX18.3.20 2.61 542.60 41.03 - 20     
SX18.3.22 2.49 542.88 41.07 - 21     
SX18.3.29 2.53 543.75 41.21 - 22     
SX18.3.10 2.56 544.15 41.27 - 23     
SX18.3.7 2.18 544.57 41.34 - 24     
SX18.3.13 2.42 544.79 41.37 - 25     
SX18.3.16 1.88 547.28 41.77 - 26     
SX18.3.1 1.8 551.47 42.43 - 27     
SX18.3.17 2.59 555.91 43.15 - 28     
SX18.3.2 2.57 557.84 43.47 - 29     
SX18.3.19 2.54 564.52 44.57 - 30     
(1) : la X indique une rupture finale par clivage 
(2) : le Rang A est le classement de l’éprouvette parmi tous les essais 
(3) : le Rang B est le classement de l’éprouvette parmi les éprouvettes clivées 
(4) : Ni = N – (RangA – RangB) 
(5) : Pr = (RangB – 0.5)/Ni 
(6) : Pr’ = -Ln(1 – Pr) 
Tableau II-4 : Calcul de la probabilité de rupture expérimentale sur la série des 
éprouvettes CT12.5 à 0°C.  
 
II.4.4. Mise en évidence de la relation entre PR et Vth 
 
Pour chaque couple (géométrie ; température) de la grille de simulations effectuées 
(Tableau II-3), l’évolution de la probabilité de rupture Pr’ est tracée en fonction de Vth. La 
Figure II-19 présente les évolutions obtenues pour chaque géométrie de CT testée à 0°C. La 




Figure II-20 rassemble les évolutions obtenues aux différentes températures pour la géométrie 
CT12.5. 
 
Les résultats montrent que l’on peut effectivement approximer par une droite la relation 
entre Pr’ et Vth. Cette linéarité est très contestable dans 2 cas sur 14 seulement : pour les CT50 
à 0°C et pour les CT12.5 à –40°C. Dans ces deux cas, on constate un changement de pente 
dans l’évolution. Comme les faibles probabilités nous intéressent plus fortement, seule la 
première pente sera prise en compte pour la suite. D’autre part, il est difficile de définir une 
relation linéaire pour les CT12.5 à 0°C, pour lesquelles seules 3 éprouvettes se sont rompues 
par clivage. 
 
Les coefficients de linéarité sont évalués par une régression linéaire au sens des 
moindres carrés et, selon la relation II-8 sont identifiés au paramètre F. Le Tableau II-5 
résume les valeurs obtenues. Sur l’ensemble des valeurs calculées, F semble peu dépendante 
de la taille de l’éprouvette mais fortement dépendante de la température. 
 
Ces résultats nous incitent à tracer l’évolution de Pr’ pour les 4 géométries réunies, à 
une même température. Il est alors possible de calculer la probabilité de rupture expérimentale 
pour la série complète des éprouvettes à une même température compte tenu de la manière de 
compter les éprouvettes définie plus haut : il suffit de classer toutes les éprouvettes par ordre 
croissant de Vth. Le résultat à 0°C est donné en Figure II-21. On retrouve une très bonne 
linéarité entre les 2 paramètres. De plus les éprouvettes sont mêlées sur la distribution. 
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Figure II-19 : Evolution de la probabilité de rupture Pr’ avec le volume seuil Vth sur 4 
géométries d’éprouvettes CT à 0°C et relations linéaires associées par la méthode des 
moindres carrés. 
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Figure II-20 : Evolution de la probabilité de rupture Pr’ avec le volume seuil Vth sur les 




Géométries -90°C -60°C -40°C -20°C 0°C 20°C 
CT12.5 4.32e-1 1.41e-1 2.57e-2 4.40e-3   
CT25 1.17e-1    9.20e-4  
CT50 1.13e-1 1.34e-2 2.71e-2 1.18e-2 4.20e-3 1.43e-4 
CT100 8.15e-2    2.10e-3  
Tableau II-5 : Grille des valeurs de F obtenues par la méthode des moindres carrés. 
 
Pour chacune des évaluations du paramètre F, on voit sur ces représentations (Figure 
II-19, Figure II-20) que le nombre d’essai est significatif et constitue un élément de validation 
important. 
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)T = 0°C 
y=0.0014x + 0.0713 
 
Figure II-21 : Evolution de la probabilité de rupture Pr’ avec le volume seuil Vth pour 
toutes les éprouvettes CT rompues à 0°C, quelles que soient leurs dimensions. 
 
II.4.5. Identification de la fonction F 
 
Nous avons établi que le paramètre F est peu sensible à l’effet d’échelle : une valeur 
commune convient pour 4 géométries d’éprouvettes CT homothétiques. En revanche, F 
semble évoluer fortement avec la température. En nous inspirant de la démarche adoptée pour 
l’analyse des résultats sur éprouvettes AE, nous nous proposons de trouver une corrélation 
entre F(T) et la limite d’élasticité σY. La Figure II-22 présente l’évolution de F(T) avec la 
limite d’élasticité en distinguant chaque géométrie CT. On retrouve ici parfaitement la forte 
dépendance en température (seule une échelle logarithmique en F permet de proprement 
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Figure II-22 : Evolution de la fonction de sensibilité F en fonction de la limite 
d’élasticité. 
 
La probabilité de rupture par clivage des éprouvettes AE a été exprimée en fonction de 
la contrainte principale maximale par la formulation suivante :  


















Pour les éprouvettes CT, on a vu au §II.3.2.2 que selon la représentation des contraintes 
proposée par [McMeeking - 95] pour un matériau parfaitement plastique, la contrainte 
principale maximale est proportionnelle à la limite d’élasticité, via un coefficient α fonction 








D’après nos modélisations, nous avons évalué ce coefficient α au moment de l’amorçage 
ductile : αi=3,25. 
 




























3.25  = 468 MPa 
 
La Figure II-23 présente la corrélation obtenue en échelle logarithmique. On constate 
que la forme choisie pour F permet de représenter correctement l’ensemble des valeurs 
obtenues au §II.4.4 avec : 
mCT = 2.34 
σu_CT.V01/m= 156 MPa.mm3/m 
 
 






















Figure II-23 : Corrélation entre F et la limite d’élasticité 
 
Le module m obtenu ici sur les éprouvettes CT est très proche du module obtenu au 
§II.3.1 sur les éprouvettes AE :  
mAE=2.23  




On considérera donc que ces modules sont égaux, ce qui est cohérent avec l’analogie 
faite précédemment : 
mCT = mAE = 2.3 pour le matériau 22NiMoCr37     (II-13) 
 
La limite d’élasticité seuil σth représente la limite d’élasticité à la température au dessus 
de laquelle le clivage ne peut avoir lieu (ici au delà de 20°C). Pour des éprouvettes 
homothétiques, une valeur commune convient. En revanche, rien ne permet de juger ici de sa 
dépendance vis-à-vis de la géométrie (forme de l’éprouvette). 
 
II.4.6. Forme finale du critère en contrainte seuil. 
 
Finalement, nous avons montré que la probabilité de rupture fragile, dans les conditions 
suivantes : 
 sur éprouvettes CT12.5, CT25, CT50 et CT100, 
 à des températures de –60°C, -40°C, -20°C, 0°C et 20°C, 
 en présence de déchirure ductile avant le clivage, 
 sur le matériau DIN 22NiMOCr37 du projet Euro Fracture Toughness Dataset, 
pouvait s’écrire selon l’expression : 
 
( )[ ]thY VFexpPr ⋅−−= σ1          (II-14) 
avec  
F Fonction de Sensibilité , dépendante de la limite d’élasticité 
Vth Volume seuil, c’est-à-dire volume où la contrainte principale maximale a dépassé 
la contrainte seuil σth  
 



























σ        (II-15) 
avec 
σY  MPa Limite d’élasticité 
σY0 MPa Limite d’élasticité seuil, représentative de la  
température en dessus de laquelle le clivage ne peut avoir lieu.  
mCT  Module  
Il a été déduit des essais sur AE 
V0 mm3 Volume élémentaire 
σu_CT MPa Contrainte de normalisation  
 





II.5. Développement d’une formule analytique de calcul du volume 
seuil 
 
Dans l’objectif d’une application du critère en contrainte seuil dans un contexte 
industriel sur une structure, il est important de pouvoir évaluer les différents paramètres du 
critère de manière simple. Au §II.4.2, nous avons calculé les volumes Vth grâce à un modèle 
Eléments Finis complexe. Dans le but de simplifier l’évaluation de ce volume Vth dans les 
applications à venir, nous cherchons ici à établir des relations simples entre Vth et les 
différents paramètres de l’essai considéré. Tous les volumes seuils sont pour le moment 
évalués pour une contrainte seuil de 1520 MPa. 
 
II.5.1. Relations entre Vth, B et ∆a  
 
Sous hypothèse de plasticité confinée, pour une fissure stationnaire, [Chapuliot - 05] 
propose d’utiliser la représentation des contraintes de [McMeeking - 95] pour décrire le 
volume Vth. En supposant que ce volume est un cylindre dont une génératrice est le front de 



























       (II-16) 
 
Dans notre cas de figure, nous nous intéressons à la partie haute du domaine de 
transition où l’amorçage du clivage intervient après déchirure ductile. L’hypothèse de 
confinement de la plasticité n’est pas vérifiée. La validité de la  relation simple II-16 est donc 
remise en cause pour notre application. 
D’autre part nous devons prendre en compte l’avancée de déchirure ductile, notée ∆a, 
dans l’expression du volume Vth.  
 
Pour chaque calcul réalisé sur le matériau 22NiMoCr37 (Tableau II-3), les volumes Vth 
sont analysés en fonction de l’avancée de fissure ductile ∆a et de l’épaisseur B de 
l’éprouvette. Deux relations sont alors mises en évidences : 
 Vth est proportionnel à ∆a pour chaque température et chaque géométrie. 
 Vth est quasi-proportionnel à B² pour une température et une avancée de fissure ductile 
donnée  
 
Les Figure II-24-a et Figure II-24-b illustrent la proportionnalité entre Vth et ∆a pour les 
éprouvettes CT12,5 et CT50 respectivement, à toutes les températures. 
 
Les Figure II-25-a et Figure II-25-b mettent en évidence la proportionnalité entre Vth et 
B². Les évolutions de Vth/B² en fonction de ∆a se superposent pour 4 géométries à la même 
température. 
 
D’où une 1ère expression simplifiée de Vth : 
Vth = β(T).B².∆a         (II-17) 
 








































































Figure II-24 : Mise en évidence de la proportionnalité entre Vth et ∆a  pour les 

























































Figure II-25 : Mise en évidence de la proportionnalité entre Vth et B² pour 4 géométries 
d’éprouvettes CT homothétiques. 





Il semble donc que dans le cas de la déchirure ductile, le volume Vth soit proportionnel 
au carré de l’épaisseur B de l’éprouvette, contrairement au cas de plasticité confinée où ce 
volume est proportionnel à B (relation II-16). Dans le cas des éprouvettes homothétiques, il 
est difficile de commenter ce résultat car toutes les dimensions sont elles-mêmes 
proportionnelles à B. Cette proportionnalité à B² cache donc peut-être une proportionnalité à 
l’épaisseur B du front de fissure d’une part et à la hauteur W de l’éprouvette d’autre part 
(W=2.B), ou à la longueur a0 du défaut initial (a0=B). 
 
L’estimation du volume seuil par l’expression (II-17) néglige la valeur du volume seuil 
au moment de l’amorçage de la déchirure. En effet la contrainte principale maximale dépasse 
σth à l’amorçage (Figure II-14 a), il n’est donc pas nul. Cependant ce volume au moment de 
l’amorçage devient négligeable devant celui qui se développe en cas de propagation (Figure 
II-24). Nous le négligeons donc par la suite lors des estimations dans la partie haute de la 
transition. 
II.5.2. Relation entre Vth et la limite d’élasticité 
 
La Figure II-26 présente l’évolution du coefficient β en fonction de la limite d’élasticité 
pour les éprouvettes CT12,5 et CT50. Il semble indépendant de la taille de l’éprouvette. De 
plus, il varie linéairement avec la limite d’élasticité. Ce résultat semble cohérent puisque 
l’évolution en température de la limite d’élasticité est représentative de l’évolution en 
température de toute la courbe de traction qui pilote les niveaux de contrainte et donc Vth.  
 
Finalement, pour toutes les tailles de CT pour des températures comprises entre -60°C 
et 20°C, on obtient une évolution linéaire de Vth en fonction de la limite d’élasticité :  
Vth = γ (σY-σY1).B².∆a         (II-18) 
avec  γ = 0.003 MPa-1 
σY1 =415 MPa 
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Figure II-26 : Evolution du coefficient β (relation(II-17)) avec la limite d’élasticité pour 
les éprouvettes CT12,5 et CT50 (σth =1520 MPa). 





Les coefficients γ et σY1 sont obtenus ici pour la contrainte seuil σth de 1520 MPa 
identifiée pour l’acier 22NiMoCr37. Puisque σY, B et ∆a sont des paramètres matériaux et 
géométriques, γ et σY1 sont nécessairement dépendants de la valeur de σth . 
 
II.5.3. Relation entre Vth et σth  
 
Les relations obtenues jusqu’à présent entre Vth et les paramètres (B, ∆a, σY) ont été 
établies pour une seule valeur de contrainte seuil (σth =1520 MPa). Une étude numérique de 
l’influence de la valeur de σth sur la relation II-18 est menée pour les éprouvettes CT12,5. Les 
volumes Vth sont évalués, toujours à partir des modélisations du §II.3.2, sur une plage 
arbitraire de valeurs de σth varient de 1200 à 1650 MPa. Plusieurs remarques doivent être 
faites. 
 Concernant le calcul de Vth lui-même, étant donné la taille de maille adoptée sur le 
ligament (250µm), le calcul des champs de contraintes en pointe de fissure n’est plus 
suffisamment précis pour l’évaluation du volume seuil pour σth proche des contraintes 
maximales atteintes (1600 MPa).  
 La proportionnalité entre Vth et ∆a reste vérifiée pour des valeurs de σth supérieures à 
1400 MPa. En-dessous de cette valeur, un volume seuil à l’amorçage n’est plus 
négligeable. 
 La proportionnalité entre Vth et B², ne peut être vérifiée puisque l’évaluation de 
l’influence de σth a été étudiée uniquement sur les éprouvettes CT12.5. 
 La linéarité de l’évolution de Vth en fonction σY est conservée, cependant les 
paramètres γ et σY1 varient en fonction de σth (Figure II-27). 
 
 
y = -2E-05x + 0.0271 






























































Figure II-27 : Evolutions de γ et σY1 en fonction de σth. 
 
Les relations obtenues entre Vth et les paramètres de l’essai existent donc 
indépendamment du niveau de contrainte seuil sur une plage de 1400 à 1600 MPa. Cette 
observation légitime l’utilisation de ces relations pour d’autres matériaux.  
 




II.5.4. Retour aux probabilités expérimentales : Comparaison avec 
le modèle 
 
Selon le modèle en contrainte seuil et la relation II-18 pour le calcul de Vth, la 
probabilité de rupture par clivage des éprouvettes CT dans la partie supérieure du domaine de 































11     (II-19) 
Le jeu de paramètres identifiés sur une partie des essais d’éprouvettes CT de –60°C à 
20°C selon le Tableau II-3 est rappelé dans le Tableau II-6. 
 




σY0 σth γ σY1 
- (MPa.mm1/m) MPa (MPa) (MPa –1) (MPa) 
2.35 156 468 1520 0.0030 415 
Tableau II-6 : Valeurs des paramètres du critère de rupture par clivage identifiés pour 
les éprouvettes CT sur le matériau 22NiMoCr37 
 
L’utilisation de l’expression (II-19) permet de calculer l’avancée de déchirure ductile 
nécessaire pour avoir une probabilité de rupture fragile donnée. La Figure II-28 illustre cette 
possibilité pour une probabilité de 50%. On retrouve le décalage en température dû à l’effet 
d’échelle. 
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CT12.5 Fragiles CT12.5 Ductiles 
CT25 Fragiles CT25 Ductiles 
CT50 Fragiles CT50 Ductiles 
CT100 Fragiles CT100 Ductiles 
Pr = 0.5 sur CT12.5 
Pr = 0.5 sur CT100 
Pr = 0.5 sur CT50 
Pr = 0.5 sur CT25 
 
Figure II-28 : Evaluation de l’avancée de déchirure ductile correspondant à une 
probabilité de rupture fragile de 50% pour les 4 géométries d’éprouvettes CT pour des 
températures de -60°C à 20°C, à partir des paramètres identifiés sur une partie de ces mêmes 
essais (Tableau II-6). Les points expérimentaux sont reportés avec un léger décalage en 
température pour une meilleure lisibilité. 
 
 
La Figure II-29 présente une comparaison des probabilités expérimentales et obtenues 
par le modèle pour la série d’essais sur CT100 à 20°C. Cette géométrie n’a pas été modélisée 
à cette température au §II.3.2, elle n’a donc servi ni à l’ajustement des paramètres de F, ni au 
développement de la formule analytique pour Vth. On constate un bon accord de toute la 
distribution de probabilité. 
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Figure II-29 : Comparaison des probabilités de rupture par clivage expérimentales et 
obtenues par le modèle pour la série d’essais sur CT100 à 20°C ne faisant pas partie des essais 




II.6.1. Parallèle avec le modèle de Beremin 
 








































































V Volume d’intégration 
V0 Volume élémentaire 
p0 Probabilité de rupture d’un volume élémentaire 
σ Contrainte principale maximale 
σ
 th Contrainte seuil 
σ
 u Facteur de normalisation 
m Module de Weibull,  
σ
 W Contrainte de Weibull, issue de l’intégration sur V 
 
De nombreux points communs peuvent donc être établis entre ce modèle et notre 
approche : 




 Les deux approches sont basés sur la théorie du maillon le plus faible, elles s’écrivent 
donc sous la forme PR = 1 – exp (-X) 
 La probabilité de rupture est nulle sous toute contrainte inférieure au seuil σth. 
 Le volume d’intégration selon Beremin peut donc être réduit au même volume seuil 
Vth que dans notre approche. 
 
En revanche, la définition de la probabilité de rupture p0 d’un maillon élémentaire est 
très différente. Elle est exprimée selon Beremin par la loi de Weibull dépendant de la 
contrainte. Dans notre approche, nous considérons une probabilité p0 constante sur le Vth et 
nulle ailleurs. C’est une hypothèse forte de notre modèle. Elle sous-entend que : 
 p0 varie peu sur le volume Vth car ce volume est petit comparativement au volume V 
(Figure II-18) et le gradient de contrainte y est nécessairement moindre. 
 p0 varie peu en cours de déchirure ductile car le profil de contrainte ne s’amplifie plus, 
il mais se translate avec l’avancée de fissure. 
 






















 (pour p0 petit)     (II-20) 
 
Cette valeur correspond à une moyenne du champ de contrainte lui-même sur Vth, 
formulée en fonction de la limite d’élasticité. 
 
 
II.6.2. Intérêts de la nouvelle formulation 
 
Dans la formulation de la probabilité de rupture fragile proposée, le volume Vth permet 
à lui-seul de rendre compte des effets d’échelle et de la déchirure ductile. Ce résultat constitue 
un point essentiel dans l’objectif de garantir une bonne transférabilité du modèle. 
 
Par ailleurs, la fonction F regroupe les propriétés du matériau. La sensibilité au clivage 
s’exprime à travers les paramètres m, σu et V0. La limite d’élasticité σY traduit la dépendance 
en température. Seul le paramètre σY0 dépend des champs mécaniques. Pour la grande série 
d’éprouvettes CT analysée, une contrainte σY0 commune convient. 
 
Nous avons vu que la forme de la fonction F pouvait être déduite de la probabilité de 
rupture fragile des éprouvettes AE. Le module m est commun aux éprouvettes CT et AE. Les 
niveaux de contrainte principale maximale à rupture sont similaires sur les deux géométries 
d’éprouvette. La formulation du critère en contrainte seuil permet un découplage de l’effet du 
volume sollicité et de l’effet du niveau de contrainte sur la probabilité de rupture. Sur les 
éprouvettes AE, hors présence de fissure, c’est la contrainte qui domine et pilote le clivage.  
 
Comparativement au modèle de Beremin, plusieurs difficultés de transférabilité sont 
évitées, notamment en améliorant l’applicabilité. On note que : 
 Le module m parfois très élevé du modèle de Beremin nécessite un calcul 
extrêmement fin des champs de contrainte pour évaluer la contrainte de Weibull σW. 
Cette précision n’est pas nécessaire dans notre approche. Le calcul de Vth est moins 
exigeant sur la description des champs, ce qui est très intéressant, car en présence de 
déchirure ductile, il est difficile d’accéder à une grande précision sur les contraintes. 




 Le problème de la dépendance de la probabilité de rupture au volume d’intégration du 
modèle de Beremin est ici résolu puisque l’on ne s’intéresse qu’au volume seuil. 
 Les difficultés d’identification des paramètres du modèle de Beremin sont en partie 
liées à la formulation de la probabilité. En réduisant le module m (d’un facteur 10) 
grâce à l’introduction de la contrainte seuil, l’identification doit être facilitée. Les 
applications à venir nous permettrons de vérifier ce point.  
 
II.6.3. Points à éclaircir 
 
Dans notre approche, le paramètre σY0 a été déduit de la contrainte seuil via le 
coefficient α de la formulation de McMeeking (cf. II.3.2.2). Ce coefficient a été évalué à 
partir d’une moyenne des rapports σ11_MAX
σY
 au moment de l’amorçage ductile sur les 
modélisations par éléments finis (Figure II-14). Cependant, ce coefficient semble varier 
légèrement avec la taille de l’éprouvette. Il paraît indépendant de la température pour les 
éprouvettes CT50, mais évolue légèrement pour les éprouvettes CT12,5. Ces incohérences 
relèvent sans doute de la précision du calcul des contraintes en pointe de fissure. Etant donné 
la taille de maille constante de 250 µm utilisée sur le ligament pour les 4 géométries, plus 
l’éprouvette est grande plus le calcul est précis. 
De plus, le niveau de contrainte évolue en pointe de fissure en cours de déchirure ductile 
(Figure II-15) : on observe une augmentation régulière du pic de la contrainte principale. Là 
encore, le fait de considérer une contrainte σY0 constante durant la propagation constitue une 
approximation. Un travail de validation plus large doit donc être mené concernant 
l’identification de F. 
 
Par ailleurs, on a vu que le modèle de Beremin, qui utilise la description complète du 
champ de contraintes (et non une simple moyenne), souffre de problèmes de transférabilité. Il 
est possible qu’il s’agisse de difficultés issues d’une hypothèse du modèle lui-même et non à 
son application. Une dépendance du paramètre σY0 uniquement au champ de contrainte 
semble donc restrictive. Une dépendance à la triaxialité ou au niveau de plasticité est 
également possible. De nouvelles analyses sur d’autres géométries d’éprouvettes 
permettraient de travailler sur ce point. La base des essais de l’ESIS sur le matériau 
22NiMoCr37 contient des résultats de rupture fragile sur des barreaux en flexion et en 
traction. Plusieurs résultats sont également disponibles sur des éprouvettes de flexion en 
croix.  
 
La contrainte seuil σth a été évaluée sur éprouvettes AE à –150°C. A cette température, 
la rupture est totalement fragile et intervient à de faibles chargements. On n’observe pas de 
rupture par instabilité plastique comme c’est le cas à des températures plus hautes. En effet, 
[Chapuliot - 04] montre que, à très basse température, on évite un effet de la plasticité sur les 
niveaux de contrainte à rupture mesurés. Nous faisons ensuite l’hypothèse que cette contrainte 
seuil ne dépend ni de la température ni du confinement ni de la déformation plastique. Cette 
supposition signifie que d’une part le mécanisme de clivage est identique sur les éprouvettes 
AE à très basse température et sur les éprouvettes CT dans le haut de la transition, et que 
d’autre part σth n’est pas influencée par les forts niveaux de plasticité résultant de la déchirure. 
Des observations au MEB seraient nécessaires pour vérifier la nature des mécanismes de 
clivage. 
 







Le travail développé dans ce chapitre constitue la première étape de notre étude visant à 
évaluer la température d’apparition du risque de rupture fragile sur une structure mince 
contenant un joint soudé. Cette première partie se concentre sur l’établissement d’un critère 
de rupture fragile en présence de déchirure ductile. On s’efforce dans ce développement de 
réduire le problème grâce à plusieurs hypothèses simplificatrices de manière à ce qu’une 
application à une structure mince contenant un joint soudé soit réalisable. Notons dès 
maintenant que cela impose que les paramètres du critère soit identifiables à partir d’un 
nombre réduit d’essais sur petites éprouvettes prélevées dans un joint soudé.  
 
II.7.1. Résultats acquis sur le critère de rupture fragile dans le 
domaine de transition fragile/ductile 
 
L’analyse réalisée dans ce chapitre s’appuie sur les essais de rupture sur éprouvettes AE 
et CT de la base ESIS du projet Euro Fracture Toughness sur un acier de cuve 22NiMoCr37. 
Elle se résume par les étapes suivantes : 
 Les essais sur éprouvettes AE à très basse température (-150°C) ont mis en évidence une 
contrainte seuil en dessous de laquelle le clivage n’a pas lieu. Cette contrainte seuil est 
évaluée par calage d’une loi de distribution de Weibull des contraintes principales 
maximales à rupture ; elle reste proche de la plus basse de ces contraintes à rupture. 
 Une grande partie des essais sur éprouvettes CT12.5, CT25, CT50 et CT100 de –60°C à 
20°C ont été simulés par des calculs aux éléments finis reproduisant la déchirure ductile 
par relâchements de nœuds pilotés sur la base de la courbe J-∆a expérimentale (dont on a 
montré la transférabilité entre ces éprouvettes CT). Le comportement global des 
éprouvettes est fidèlement reproduit par cette méthode. 
 Le volume cumulé ayant dépassé la contrainte seuil σth, noté Vth, a été évalué à partir de 
ces calculs pour les essais à 0°C sur les 4 géométries et pour les géométries CT12.5 et 
CT50 à toutes les températures étudiées. 
 Une nouvelle méthode de calcul de la probabilité de rupture par clivage expérimentale a 
été adoptée. Elle permet aussi de rendre compte des essais sur éprouvettes n’ayant pas 
clivé.  
 La probabilité expérimentale de rupture par clivage (exprimée sous la forme 
Pr’ = - Ln (1-Pr) ) est proportionnelle au volume Vth via un coefficient F, que nous avons 
appelé fonction de sensibilité. Cette proportionnalité est cohérente avec l’hypothèse du 
maillon le plus faible. 
 
[ ]thVFexpPr ⋅−−=1  
 
 La fonction de sensibilité F dépend de la température mais pas de la taille de l’éprouvette. 
Sa dépendance au confinement de plasticité n’a pas été évaluée ici. La fonction F peut être 
exprimée selon la formule : 
 



























où mCT est égal au module de la distribution de Weibull identifiée sur les éprouvettes AE. 
 
 
II.7.2. Retour aux objectifs 
 
Dans l’objectif de déterminer les conditions d’une probabilité de rupture par clivage 
nulle sur un nouveau matériau dans un cadre industriel, une démarche a été définie et validée : 
une contrainte seuil σth est déterminée sur une série d’essais sur éprouvettes AE à très basse 
température. Cette identification répond à la demande de simplicité et d’applicabilité.  
L’analyse des essais de rupture sur éprouvettes CT a fait apparaître la linéarité entre la 
probabilité de rupture et le volume ayant dépassé la contrainte seuil σth, montrant ainsi la 
pertinence du critère proposé. La fonction F, représentant la sensibilité au clivage est 
dépendante de la température. Cette fonction permet donc de décrire la probabilité de rupture 
et fait ressortir trois paramètres supplémentaires. Le premier, le module m, est identique à 
celui déterminé sur les essais d’éprouvettes AE. Le second, σY0, exprime une dépendance a 
priori au confinement. Le troisième, σu_CT .V01/m, doit être identifié par une série d’essais sur 
éprouvettes fissurées. Un travail de validation plus large doit être mené sur l’identification de 
F.  
Cette étude a également permit d’établir un nombre important de relations simplifiant 
l’identification des paramètres du critère :  
 Une nouvelle manière d’exprimer la probabilité de rupture expérimentale a été mise en 
avant. Elle permet de prendre en compte les deux modes de rupture rencontrés dans le 
haut de la transition (fragile et ductile).  
 Sur les éprouvettes CT, le volume seuil Vth est proportionnel au carré de l’épaisseur B 
de l’éprouvette et à l’avancée de déchirure ductile ∆a. Il évolue linéairement en 
fonction de la limite d’élasticité. 
 
 
La même démarche va être appliquée au matériau TU42C. Dans cette application, nous 
nous intéressons plus particulièrement à la limite supérieure du domaine de transition, c’est-à-
dire la température à laquelle le clivage disparaît. Nous évaluerons expérimentalement la 
dépendance à la géométrie de cette limite supérieure en nous appuyant sur des essais sur 
éprouvettes CT et SENB prélevées dans l’épaisseur du tube. L’identification des paramètres 
du critère va être réalisée à partir de ces mêmes essais. En ce qui concerne le joint soudé, un 
travail de caractérisation important doit être mené au préalable.  
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III.1. Présentation du matériau 
 
Le matériau de l’étude est un acier au Carbone-Manganèse utilisé pour le circuit 
secondaire des réacteurs à eau sous pression (REP), de dénomination française TU42 C. Il a 
été approvisionné pour cette étude par le LISN auprès du fournisseur ESSINOX S.A. et 
répond à la spécification imposée par le code RCC-M M1141 Niveau 2 Ed. 2000. Le matériau 
initial se présente sous la forme d’un tube de diamètre externe 219.1 mm pour une épaisseur 
de 16mm. Il a été extrudé à chaud puis a subi un traitement thermique de normalisation : 
maintien à 920°C durant 10 min puis refroidissement à l’air calme. Sa composition chimique, 
donnée par le fabricant (Mannesmann Röhr), est indiquée dans le Tableau III-1. Les directions 
L, S et T d’orientation par rapport au tube sont définies en Figure III-1. 
 
Elément %C %Si %Mn %P %S %Cu %Sn %Fe 
Min  0.07 0.40      
Max 0.22 0.40 1.05 0.040 0.040 0.25 0.030  
Mesuré 0.19 0.19 0.77 0.013 0.006 0.02 0.003 Balance 
Tableau III-1 : Composition chimique en pourcentages massiques de l’acier TU42 C de 










Figure III-1 : Schéma d’orientation du tube. 
 
Un examen métallographique du matériau a été réalisé au microscope optique après une 
attaque chimique au Nital (2%). Les Figure III-2, Figure III-3, Figure III-4 et Figure III-5 
montrent deux phases :  
 la ferrite α en clair ; 
 la perlite, eutectoïde Fer-Carbone, constituée d’agrégats lamellaires de ferrite α et de 
cémentite Fe3C.  
Entre les grains de ferrite, on distingue un liseré de cémentite tertiaire, due à la diminution de 
solubilité du carbone dans la ferrite α entre 723°C et l’ambiante. La structure très allongée 
dans le sens axial (L) du tube a pour origine la mise en forme par extrusion à chaud. Cette 
anisotropie de microstructure ne devrait cependant pas influer sur les résultats des essais de 
mécanique de la rupture, car nous avons pris la précaution d’orienter toutes nos éprouvettes de 
manière à ce que les fissures se propagent exclusivement perpendiculairement au sens de 
laminage. 
 
On évalue sur ces micrographies une taille moyenne de grains de 25µm. 
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L : Direction axiale du tube 
S : Direction radiale 
T : Direction ortho-radiale 
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Figure III-5 : Echantillon 695B1CA, Sens LT, grossissement x50 
 
Des mesures de dureté Vickers sont effectuées dans toute l’épaisseur du tube, sous une 
charge de 20 daN. Le diamètre apparent de l’empreinte varie très peu (entre 0.515 et 
















Le coefficient 1.854 est le rapport géométrique entre la surface totale des facettes de la 
pyramide et celle de sa base. 
Tant du point de vue de la micrographie que de la dureté, le matériau est parfaitement 
homogène dans l’épaisseur du tube. 
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Une analyse qualitative des inclusions présentes dans le métal est réalisée. Un polissage 
fin est effectué sur une face d’orientation LS (Figure III-6). Aucune attaque chimique n’est 
utilisée pour cette analyse. Trois types d’impuretés sont observées : 
 les oxydes : ce sont les plus grosses inclusions rencontrées, elles atteignent une 
vingtaine de microns. Elles se situent dans des cavités de forme irrégulière ; 
 les sulfures : ce sont les inclusions les plus fréquentes. Ils sont globalement 
sphériques, de quelques microns de diamètre et se caractérisent par un noyau sombre 
et un corps gris bleuté ; 
 des piqûres : ce sont de petites cavités parfaitement sphériques de l’ordre du micron 
issues de l’emprisonnement des gaz lors de la solidification de l’acier. 
La Figure III-6 n’est pas représentative de la fréquence d’apparition de chacune de ces 




Figure III-6 : Inclusions dans l’acier TU42 C de l’étude.  
 
III.2. Comportement mécanique  
 
Les propriétés de traction du matériau TU42 C sont évaluées en fonction des besoins 
d’interprétation des essais de rupture à venir. Deux géométries d’éprouvettes de traction 
cylindriques lisses sont utilisées, de diamètres ∅4 et ∅10, prélevées dans les sens T et L 
respectivement. Ces essais de traction, réalisés sur machine servo-hydraulique, sont décrits 
plus en détail en Annexe A (géométries des éprouvettes, conditions d’essais, liste des 
éprouvettes, etc). La vitesse de déplacement du vérin est fixée à 5 mm/min pour les 
éprouvettes ∅10 et à 1.66 mm/min pour les éprouvettes ∅4, ce qui correspond à une vitesse 
de déformation moyenne de 1,4x10-3 s-1. Les remarques suivantes peuvent être faites : 
 la limite d’élasticité dépend fortement de la température : de 315 MPa à l’ambiante à 
760 MPa à –175°C (Figure III-7) ; 
 le palier de Lüders est très long à toutes les températures : autour de 3% de 
déformation (Figure III-8) ; 




 on observe une limite haute d’élasticité ReH élevé, de 20 à 100 MPa supérieure à ReL 
(Figure III-7) ; 
 les comportements observés dans les deux directions L et T sont identiques. La 
réduction diamétrale des éprouvettes est parfaitement axisymétrique. Le 






















Figure III-7 : Evolution en température des contraintes caractéristiques en traction du 
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Par manque d’information, on suppose un module d’Young E constant de 204 GPa et un 
coefficient de Poisson ν de 0.3. Pour des températures intermédiaires, les courbes de traction 
sont déduites point par point par interpolation linéaire. 
 
III.3. Propriétés de résilience 
 
Des essais de résilience ont été réalisés sur éprouvettes Charpy-V suivant la norme 
[AFNOR -90] NF EN 10045-1. Les éprouvettes sont prélevées de telle manière que le plan de 
fissuration soit perpendiculaire à la direction axiale L et que la fissure avance dans la direction 
radiale S. Ceci correspond au sens de sollicitation d’une fissure circonférentielle débouchante 
pour un chargement de flexion sur le tube. Les résultats sont détaillés en Annexe B. 
 
La courbe de transition en résilience est donnée sur la Figure III-9. Elle est définie par 
un ajustement en fonction tangente hyperbolique des énergies de rupture en fonction de la 
température (en °C). Les données issues du dossier de qualification du fournisseur sont 
parfaitement cohérentes avec les nôtres et sont donc ajoutées à la courbe. 
 































Figure III-9 : Courbe de transition en résilience de l’acier TU42 C 
Les remarques concernant cette courbe de transition en résilience sont les suivantes : 
 le palier haut peut être évalué autour de 225 J/cm² et le palier bas est de quelques 
J/cm² seulement ; 




 la zone de transition en résilience s’étale de –100°C à 60°C ; 
Les faciès montrent une rupture mixte fragile/ductile jusqu’à la température ambiante. 
 
Différentes valeurs de température de transition peuvent être définies suivant le critère 
adopté (Tableau III-2). On évalue de plus une RTNDT à –63°C environ (=TK8,5-33°C). 
 
TK7 (°C) TK8,5 (°C) TK 0,9mm (°C) FATT50 (°C) 
-36 -30 -40 -2 
Tableau III-2 : Valeurs des températures de transition déduites des essais de résilience. 
 
III.4. Résistance à la déchirure ductile 
 
La plus grande éprouvette CT qu’il est possible de prélever dans l’épaisseur du tube de 














Figure III-10 : Schéma de prélèvement et Géométrie des éprouvettes CT12 
 
A température ambiante, trois essais de déchirure sont conduits sur cette géométrie 
suivant la norme ASTM 1820 [ASTM - 99]. Ces essais sont plus largement détaillés en 
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   T 
           L 




annexe C. Une préfissuration par fatigue à ∆K décroissant de 25 à 15 MPa. m est 
préalablement réalisée sur une longueur de 1.5 à 2 mm (a/W = 0.55). L’essai de déchirure est 
mené sur une machine servo-hydraulique à une vitesse de déplacement du vérin imposée de 
0.5 mm/min avec des décharges partielles pour la mesure de complaisance. Outre la force et le 
déplacement vérin, on enregistre également l’ouverture de fissure via un extensomètre et la 
variation de DDP entre les lèvres de fissure. Le dépouillement permet de déterminer les 
propriétés de déchirure du matériau. 
III.4.1. Détermination du critère d’amorçage Ji 
III.4.1.1. Détection de l’amorçage ductile  
 
L’intégrale J est calculée analytiquement selon la norme [ASTM-99] 1820 à partir de 
l’aire sous la courbe Force-Ouverture de fissure. L’amorçage de la déchirure ductile est 
détecté par un changement de pente dans la variation de DDP (Figure III-11). On observe 
dans un premier temps une chute de la DDP correspondant à la montée en charge élastique, 
puis une stabilisation et une croissance régulière. Cette croissance s’accélère à l’amorçage de 
la déchirure ductile. Cependant, la précision de cette technique dépend de la propreté du 
signal de DDP et le point d’amorçage n’est pas toujours nettement marqué. Plusieurs essais 


































J Expérimental selon ASTM 1820
Variation de DDP
Ji = 225 kJ/m²
Amorçage de la déchirure ductile 
 
Figure III-11 : Détermination expérimentale de Ji par un changement de pente sur la 
variation de DDP (Essai N°04-069) 
Cependant, on sait que, dans les éprouvettes de faible épaisseur, il existe un gradient de 
triaxialité important [Chapuliot - 98]. Un état de contraintes planes sur les flancs et un état de 
déformations planes au centre de l’éprouvette conduisent à une variation de J dans l’épaisseur. 
La valeur mesurée ici à l’amorçage correspond donc à une valeur moyenne et non à une 
valeur critique. 




III.4.1.2. Evaluation numérique de Ji 
 
Afin de calculer la valeur de Ji pour une valeur moyenne de J à l’amorçage de 
230 kJ/m², une modélisation numérique de l’essai sur CT12 à 25°C est entreprise. Pour cela, 
un modèle 2D sous hypothèse de déformations planes et un modèle 3D utilisant des éléments 
quadratiques sont mis en oeuvre. Le comportement est supposé élasto-plastique. Le matériau 
répond à un critère d’écoulement de Von Mises et la courbe de traction utilisée est celle issue 
des essais présentés au §III.2. Le calcul ne prend pas en compte les grands déplacements ni 
les grandes déformations afin de garder la validité du calcul de J. En effet l’hypothèse des 
grands déplacements et grandes déformations fait apparaître des zones de décharge en pointe 
de fissure. Ces décharges impliquent la perte de l’indépendance au contour du calcul de J. Le 
front de fissure est discrétisé en 30 éléments de taille 125x180x250 µm3 (Figure III-12). Seul 
¼ de l’éprouvette est modélisé, compte tenu des symétries. Les entailles latérales sont 
également prises en compte. On ne simule pas la propagation ductile, le calcul est dit 
« stationnaire ». 
 
Le comportement global de l’éprouvette est correctement reproduit par le modèle 3D 
malgré l’hypothèse de petits déplacements et petites déformations (Figure III-13). On observe, 
sur la courbe expérimentale, une accélération de l’écrouissage après le virage plastique, que 
l’on n’observe pas sur la courbe numérique. Cette tendance est certainement due au palier de 
Lüders observé sur ce matériau et est difficilement reproductible par le calcul. Après 2 mm 
d’ouverture, les courbes numériques et expérimentales s’écartent à cause de l’avancée de 
fissure ductile non prise en compte par le calcul. On confirme par ailleurs qu’un modèle 2D 









Figure III-12 : Modélisation par éléments finis de l’éprouvettes CT12. 
 
Les valeurs de J sont calculées par la méthode G(θ) le long du front de fissure pendant 
tout le chargement imposé. On évalue donc une valeur maximale et une valeur moyenne de J 
pour chaque point de chargement. L’évolution de ces valeurs est comparée à celle calculée par 
la norme à partir de l’aire sous la courbe Force-Ouverture expérimentale. La valeur 




numérique moyenne de J correspond parfaitement à la valeur expérimentale issue de la norme 
(Figure III-14). En revanche, la valeur maximale de J est nettement supérieure à la valeur 
moyenne. Cette différence est issue du gradient de triaxialité le long du front de fissure 
présent dans une éprouvette de faible épaisseur (Figure III-15). Pour la valeur moyenne à 
l’amorçage de 230 kJ/m², la valeur maximale obtenue est : 
 




















Essai 04-068 à +25°C
Calcul Stationnaire 3D
Calcul Stationnaire 2D Déformations Planes
 
Figure III-13 : Comparaison du comportement Force-Ouverture lors de l’essai de 
déchirure sur CT12 à 25°C (N°04-068) et de celui issu de la modélisation par éléments finis. 
Les séquences de décharges partielles n’ont pas été tracées ici. 



























ASTM 1820 (Essai 04-068)  
 
Figure III-14 : Comparaison des valeurs de J numériques et obtenues suivant la norme 
au cours de l’essai. La valeur numérique moyenne de J correspond parfaitement à la valeur 


















Fond de l’entaille latérale 
Mi-épaisseur de l’éprouvette 
Valeur moyenne : 
230 kJ/m² 
Valeur maximale : 
285 kJ/m² 
 
Figure III-15 : Evolution de J le long du front de fissure pour une valeur moyenne de 









III.4.2. Détermination du critère de propagation Gfr 
III.4.2.1. Evaluation de la longueur de fissure en cours d’essai. 
 
Deux méthodes sont utilisées et comparées pour mesurer la longueur de fissure en cours 
de propagation : par mesure de complaisance à chaque décharge partielle et par mesure de 
DDP. 
 
Pour chaque technique, il convient de mesurer dans un premier temps la longueur finale 
d’avancée ductile. En fin d’essai, une post-fissuration par fatigue est réalisée. Le front de 
déchirure ductile final se démarque ainsi fortement sur le faciès de rupture (Figure III-16). Le 
front de déchirure ductile n’étant pas rectiligne, la longueur finale est évaluée par une 
moyenne de 10 points de mesures. Si la contraction latérale est faible, on procède également 
par une mesure de l’aire de la lèvre de déchirure ductile sur un logiciel approprié 
(AutoCAD_LT) et on divise cette aire par la largeur nette de l’éprouvette pour obtenir une 
valeur moyenne de l’avancée ductile finale. 
 
La première méthode de mesure de la longueur de fissure en cours de déchirure utilise 
la technique des décharges partielles en cours d’essai. Ces séquences de décharge/recharge 
permettent de mesurer la complaisance de l’éprouvette et de remonter ainsi à la longueur de 
fissure. Un seul essai est donc nécessaire pour déterminer l’évolution complète de l’avancée 
de fissure. La complaisance de l’éprouvette est mesurée, après décharge partielle et recharge, 
sur la remontée élastique dont on a tronqué 10% après le point bas et 10% avant le point haut 
de manière à ne garder que la partie la plus rectiligne (Figure III-17).  
 
La longueur de fissure est d’abord déduite de la complaisance grâce à la formule 
indiquée dans la norme (rappelée en Annexe C). Cette longueur est ensuite corrigée si 
nécessaire par un coefficient de manière à retrouver la longueur finale de déchirure mesurée 
sur le faciès de rupture.  
 
 
Figure III-16 : Faciès de rupture de l’essai de rupture 04-068 sur CT12. Le front de pré-
fissure de fatigue est bien rectiligne. On mesure une déchirure de 3.4 mm. 
 
Entaille mécanique 
















90% de ∆F 
10% de ∆F 
Mesure de la complaisance 
 
Figure III-17 : Schéma de l’effet d’hystérésis lors d’une séquence de décharge/recharge 
partielle. La mesure de la complaisance est réalisée sur la pente de recharge après avoir 
tronqué 10% à chaque extrémité. 
 
 
La seconde méthode de mesure de la longueur de fissure utilise l’évolution de la DDP 
en cours de déchirure. La loi liant la DDP à la longueur de fissure étant a priori non linéaire, 
elle doit être construite point par point à partir des longueurs de déchirures finales mesurées 
pour plusieurs essais.  
 
Malgré le nombre réduit d’essais (3) pour déterminer la courbe de calibration en DDP, 
les deux méthodes fournissent des résultats très proches (Figure III-18). On gardera pour la 





























∆a par Mesure de Complaisances
∆a par Evolution de DDP 
 
Figure III-18 : Evolution de la longueur de fissure au cours de l’essai 04-068 sur CT12 
mesurée par deux méthodes. 
 




III.4.2.2. Tracé des courbes J-∆a et JMpl-∆a  
 
La courbe J-∆a est déduite des courbes J-Ouverture et ∆a-Ouverture. Les limites de 
validité définies par la norme sont indiquées sur le graphique ; la borne la plus pénalisante est 
celle de Jlimite : 
Jlimite = 
b.σec
15 =320 kJ/m² 
 
Cependant les calculs présentés plus haut ont montré une très bonne corrélation entre les 
valeurs analytiques et numériques pour des niveaux de J très supérieurs à Jlimite. On se permet 
donc de conserver et d’utiliser l’ensemble de la courbe obtenue.  
 
Le paramètre Gfr est représentatif du taux de dissipation d’énergie intrinsèque au 
processus de rupture (§I.2.3.2). Il est intrinsèque au matériau et caractérise la déchirure. Il est 
évalué suivant les recommandations de [Marie - 99]. L’intégrale JM de [Ernst - 93] et sa partie 
plastique JMpl sont calculées et la courbe JMpl-∆a est tracée. La pente 
dJMpl
d∆a  permet d’identifier 
la valeur de Gfr :  
 
Gfr = 275 MPa 
 
 
y = 275.5x + 573.0 
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Figure III-19 : Courbe J-∆a déduite de l’essai 04-068 sur CT12 et évaluation de Gfr à 
partir de la pente dJMpld∆a  . 
 




III.5. Caractérisation de la partie supérieure de la courbe de 
transition  
 
Nous avons vu dans le §III.3 que les éprouvettes de résilience KCV montrent une 
rupture encore partiellement fragile jusqu’à 20°C et que les faciès de rupture étaient encore à 
50% fragiles à 0°C. Cependant on sait que le caractère dynamique de l’essai de résilience 
favorise le clivage. La limite supérieure du domaine de transition sur des éprouvettes de 
rupture en chargement quasi-statique devrait a priori être plus basse en température. Nous 
nous proposons ici de déterminer cette limite supérieure à partir d’essais sur éprouvettes CT et 
SENB. 
III.5.1. Démarche et Protocole expérimental. 
 
Afin de caractériser la partie haute de la zone de la transition de notre matériau, nous 
allons déterminer la température d’apparition du clivage sur plusieurs géométries 
d’éprouvettes de rupture. Trois géométries sont utilisées : 
 des éprouvettes CT12 identiques à celles du §III.4 ; 
 des éprouvettes SENB (a/W=0.5), notées SENB05, de section carrée de côté 
14 mm  (Figure III-20-a) 
 des éprouvettes SENB (a/W=0.1), notées SENB01, également de section carrée 
de côté 14 mm (Figure III-20-b). 
 
 
L’effet de la géométrie sur la limite supérieure de la courbe de transition pourra être 
évalué par une comparaison des comportements des éprouvettes CT12 et SENB05. L’effet de 
la taille du défaut pourra être évalué à partir d’une comparaison des comportements des 
éprouvettes SENB05 et SENB01. 
 
 
Ces éprouvettes ont été prélevées dans l’épaisseur du tube dans la même direction que 
précédemment : le plan de fissuration est perpendiculaire à la direction axiale L et la fissure 
avance dans la direction circonférentielle T. Les essais sont menés à une vitesse de 
déplacement du vérin imposée de 0.5 mm/min avec des décharges partielles pour la mesure de 
complaisance. De la même manière qu’au §III.4 on enregistre la force, le déplacement du 
vérin, l’ouverture de fissure et la variation de DDP entre les lèvres de fissure. Ces essais sont 
détaillés en annexe C. 
Une température initiale d’essai est adoptée pour chaque géométrie : -35°C pour les CT12 et 
les SENB05, -50°C pour les SENB01. Si une rupture fragile intervient, l’essai suivant est 
réalisé à une température augmentée de 5 ou 10°C. 
Pour chaque essai, si aucune rupture fragile n’intervient, la déchirure est menée jusqu’à 
atteindre 80% de la largeur de l’éprouvette : afinalW =0.8. 
On considère que le risque de rupture fragile a disparu à une température donnée lorsque 5 
éprouvettes ont été déchirées à 80% sans cliver à cette température. 
 









Figure III-20 : a) Géométrie de l’éprouvette SENB (a/W=0.5), notée SENB05 ; b) 
Géométrie de l’éprouvette SENB (a/W=0.1), notée SENB01. Le rapport a/W de 0.1 est 
obtenu grâce à une réduction de la largeur W de l’éprouvette après la phase de préfissuration . 
 
 
III.5.2. Température d’apparition du clivage 
 
Les avancées de fissure ductiles, suivies ou non d’une rupture par clivage, sont 
présentées en fonction de la température en Figure III-21 pour les trois géométries 
d’éprouvette. Le protocole défini plus haut n’a pas été suivi pour les éprouvettes SENB01 : à 
–20°C une seule éprouvette sur 5 a rompu par clivage, on a donc fait l’hypothèse que le risque 
de rupture fragile disparaissait à –10°C. 
 
Le Tableau III-3 résume les plages de températures d’apparition du risque de rupture 
fragile sous les conditions de chargement définies plus haut. 
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Figure III-21 : Avancée de déchirure ductile en fonction de la température pour les trois 
géométries d’éprouvettes testées en rupture quasi-statique. On distingue les éprouvettes 
clivées (symboles vides) des éprouvettes restées ductiles (symboles pleins). 
 
Géométrie CT12 (a/W = 0.5) SENB (a/W = 0.5) SENB (a/W = 0.1) 
Températures 
d’apparition du risque de 
rupture fragile 
-20°C< T < -10°C -35°C < T < -25°C -20°C< T < -10°C 
Tableau III-3 : Températures de disparition du risque de rupture fragile sur les 3 
géométries d’éprouvettes. 
Plusieurs remarques peuvent être faites : 
 Les quantités de déchirures ductiles obtenues sont dispersées mais une tendance se 
dégage clairement : plus la température est haute plus la quantité de déchirure ductile 
est importante avant clivage, et ceci malgré la faible plage de températures considérée 
(de -50°C à -20°C). 
 Au premier abord, il est étonnant de constater que les éprouvettes SENB01, contenant 
un petit défaut, montrent une température d’apparition du clivage égale à celle des 
CT12 et plus chaude que celle des éprouvettes SENB05 : d’après la bibliographie, plus 
le défaut est grand, plus le confinement de la plasticité est fort, plus le clivage est 
favorisé et plus les courbes de transition se décalent vers les températures chaudes. Ce 
raisonnement n’est pas directement applicable à la température d’apparition du 
clivage. En effet, les chargements appliqués ici sont suffisamment forts pour atteindre 
un état de plasticité étendue avant de cliver. 
 Si on considère que le risque de rencontrer un défaut critique dans la matière 
augmente avec l’avancée de fissure ductile, alors, dans un contexte de déchirure 
ductile suivie de rupture fragile, une grande taille de ligament devrait favoriser le 
clivage des éprouvettes contenant un petit défaut. Effectivement, pour les éprouvettes 








faible que les deux autres géométries, le clivage disparaît à une température plus 
froide. 
Mais ces interprétations qualitatives ne suffisent pas à expliquer certaines tendances. 
 Les éprouvettes SENB05 et CT12 présentent des quantités de déchirure ductile 
potentielles équivalentes et des confinements à l’amorçage ductile très proches. On 
observe néanmoins des températures d’apparition du clivage nettement différentes. 
 A –25°C, les éprouvettes SENB05 restent ductiles alors que les éprouvettes SENB01 
clivent avant d’avoir atteint un rapport afinal/W de 0,4. Pour une avancée de fissure 
ductile équivalente (∆a/W=0,3) et un confinement à l’amorçage ductile moins fort 
(fissure plus courte), les éprouvettes SENB01 sont plus fragiles.  
 
On retrouve donc ici les principaux phénomènes mis en avant dans les chapitres 
précédents concernant la partie haute du domaine de transition :  
 il existe une compétition entre rupture fragile et déchirure ductile, 
 l’avancée de la fissure en déchirure favorise le clivage car le risque de présence d’un 
défaut critique dans la zone d’élaboration de la rupture est plus important que lorsque 
la fissure ne se propage pas. 
 l’état de contrainte en pointe de fissure, qui influe directement sur le risque de clivage, 
dépend de la géométrie, mais pourrait également être modifié par la déchirure ductile. 
Ce phénomène peut être à l’origine des contradictions notées au paragraphe précédent. 
 
Une analyse numérique semble donc indispensable à une meilleure compréhension de 
ces essais. Elle sera entreprise au Chapitre V et permettra de quantifier l’influence de la 
déchirure ductile sur le risque de clivage. 
 
III.5.3. Mécanismes d’amorçage du clivage après déchirure ductile 
 
Les éprouvettes ayant rompu par clivage après déchirure ductile sont observées au 
microscope électronique à balayage avec deux objectifs : 
 localiser les sites d’amorçage du clivage et effectuer un relevé de position 
 identifier les mécanismes d’amorçage du clivage. 
Ces observations portent au total sur 5 éprouvettes CT12, 3 éprouvettes SENB05 et 4 
éprouvettes SENB01. Elles ont été réalisées au Laboratoire de Mécanique de Lille et ont fait 
l’objet du stage de fin d’étude de [Golder - 05]. 
 
III.5.3.1. Localisation des sites d’amorçage du clivage 
 
Le site d’amorçage du clivage de chaque éprouvette est localisé en suivant la méthode 
de remontée des rivières de clivage. Une première zone du faciès est sélectionnée à la loupe 
binoculaire par observation des macro-rivières créées par la propagation de la fissure fragile 
dans le ligament. On remarque que ces macro-rivières sont particulièrement visibles aux 
températures élevées : elles forment des « rainures » rayonnant autour de la zone d’amorçage 
du clivage. Cette zone est ensuite observée au MEB. La technique consiste à remonter de 
grain en grain le réseau de rivières de clivage jusqu’à retrouver le point de convergence 
(Figure III-22).  
Un relevé de position de chaque site d’amorçage est ensuite effectué comme indiqué sur 
la Figure III-23. Le Tableau III-4 regroupe les cordonnées des sites identifiés. La cote la plus 




importante pour ce repérage est la distance d entre le site et le front ductile. Il permettra au 
chapitre V d’évaluer les paramètres mécaniques locaux au site de rupture.  
 
 
Figure III-22 : Observation au MEB de la zone du site d’amorçage du clivage de 
















Figure III-23 : Schéma de repérage du site d’amorçage du clivage sur une éprouvette 
CT12. X est la distance du site à l’entaille mécanique, Y est la distance du site à l’entaille 
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X Y d 
 °C mm mm mm µm 
CT12 -20 2.47 4.7 3.9 479 
CT12 -20 4.8 6.9 3.5 247 
CT12 -25 4.4 6.6 2.6 315 
CT12 -35 2.28 4.7 2.0 456 
CT12 -30 5.5 7.0 3.1 77 
SENB05 -35 1 4.3 5.2 171 
SENB05 -35 1.74 5.9 5.1 167 
SENB05 -35 3.84 7.0 2.8 72 
SENB01 -30 3.16 4.9 3.3 81 
SENB01 -40 2.13 4.4 4.9 518 
SENB01 -20 5.26 7.5 7.0 451 
SENB01 -50 1.11 2.8 4.7 106 
Tableau III-4 : Positions des sites d’amorçage du clivage, repérées selon les distances 
définies en Figure III-23. 
 
La Figure III-24 reporte les distances d repérées sur chaque éprouvette en fonction de la 
longueur de déchirure ductile d’une part (a) et en fonction de la température d’autre part (b). 
Malgré le nombre réduit d’essais et une dispersion importante, une tendance apparaît pour les 
éprouvettes CT12 : la distance d diminue lorsque la déchirure augmente. Ce constat peut être 
étendu aux éprouvettes SENB05 avec précaution (seulement 3 points). Les SENB01 ne 
semblent en revanche pas vérifier cette relation. Aucune conclusion ne peut être tirée sur 
















































Figure III-24 : Evolution de la distance d entre le site d’amorçage du clivage et le front 
ductile en fonction de : a) la longueur de déchirure ductile avant clivage, b) la température. 





III.5.3.2. Identification des mécanismes d’amorçage du clivage 
 
Afin de déterminer les origines ou les causes du déclenchement du clivage, une 
recherche systématique d’inclusions à proximité du site d’amorçage a été effectuée. Cette 
recherche est restée infructueuse : les observations MEB mentionnées plus haut n’ont pas 
révélé d’inclusions au niveau des sites d’amorçage. Une seule éprouvette (SENB01 rompue à 
–30°C) montre une cavité contenant une particule (dont la composition n’a pu être 
déterminée) à quelques dizaines de microns du site d’amorçage (Figure III-25). En revanche 
une majorité d’éprouvettes ont montré des zones de déchirure ductile à proximité du site 
d’amorçage du clivage (Figure III-26). Ces micro-zones ductiles (quelques dizaines de µm²), 
sont localisées dans la zone fragile à quelques dizaines de µm du site de clivage. On en 
dénombre souvent plusieurs à proximité d’un même site. Leur présence peut avoir deux 
origines :  
 soit ces zones ductiles se sont développées avant le clivage, lors du mécanisme 
continu de déchirure par « germination, croissance, coalescence » de cavités en cours 
au moment du clivage, 
 soit il s’agit de ponts restés ductiles au moment de la rupture par clivage. 
Il n’a pas été vérifié si ces zones ductiles étaient présentes partout en avant du front ductile. 
En revanche, plus on s’éloigne du front ductile et moins elles sont nombreuses, pour ensuite 
disparaître totalement. Il est difficile de conclure sur leur influence dans le mécanisme de 
clivage. 
 
Aucune des éprouvettes ne montre de Sulfure de Manganèse à proximité du site. De 
plus une observation en électrons rétro-diffusés, ayant la propriété de mettre en évidence les 
zones dont la composition chimique est très différente de celle du métal environnant, a été 
faite sur quelques éprouvettes. Elle n’a pas mis en évidence de zones d’hétérogénéité de 
composition particulières. L’hypothèse selon laquelle des amas de MnS seraient à l’origine du 
clivage, comme l’avait observé [Renevey - 98] sur un acier de cuve A508cl3, est ici à écarter. 
 
Le clivage de l’acier TU42 C à température élevée n’est donc pas la conséquence de la 
rupture d’une particule de seconde phase. Le clivage semble s’amorcer par un mécanisme 
induit par la déformation plastique. Ce constat est similaire aux observations de [Haušild - 05] 
évoquées au Chapitre I sur un acier 16MND5. 
 
 






Figure III-25 : Site d’amorçage du clivage de l’éprouvette SENB01 (essai N° 04-232) 
rompue à –30°C. Il s’agit de l’unique éprouvette sur laquelle une particule a été observée à 







Figure III-26 : Mise en évidence de micro-zones ductiles indiquées par les flèches 
autour du site d’amorçage (éprouvette SENB05 testée à –35°C, essai N° 04-111). 
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III.6. Conclusions sur la caractérisation du matériau TU42 C 
 
 
Le matériau de l’étude est un acier au Carbone-Manganèse utilisé pour le circuit 
secondaire des réacteurs REP, de dénomination française TU42 C. Il répond à la spécification 
imposée par le code RCC-M pour ce type de matériel et se présente sous la forme d’un tube 
de diamètre externe de 219.1 mm pour une épaisseur de 16 mm. Toutes les éprouvettes de 
caractérisation ont été prélevées dans l’épaisseur du tube. 
 
Une analyse micrographique a révélé une structure ferrito-perlitique dont les deux 
phases, ferrite et perlite, sont réparties en bandes fines dans le sens de laminage. Cependant le 
traitement de normalisation a permis de reformer des grains de forme isotrope et de diamètre 
moyen 25µm.  
 
Les propriétés de traction du matériau ont été évaluées de –175°C à l’ambiante. Les 
courbes de traction présentent un palier de Lüders important (de l’ordre de 3% de 
déformation). Le comportement du matériau est isotrope. 
 
La courbe de transition en résilience a été déterminée. Elle fait apparaître une 
température de transition à 8.5 daJ/cm² de -30°C. Elle peut être lissée par la fonction : 
 









Les propriétés de déchirure ductile ont été identifiées à partir d’essais de rupture à 
température ambiante sur éprouvettes normalisées CT12. La valeur de ténacité critique à 
l’amorçage a été déterminée en évaluant expérimentalement la valeur moyenne de J sur le 
front à l’amorçage et en calculant numériquement la valeur maximale correspondante sur le 
front de fissure : 
 
Ji = 285 kJ/m² 
 
L’évolution de la longueur de fissure expérimentale lors d’essais sur éprouvettes CT12 
a été obtenue par dépouillement des mesures de complaisance en cours de déchirure. La 
courbe J-∆a a été tracée et le paramètre matériau Gfr , relatif au taux de dissipation d’énergie 
intrinsèque au processus de rupture a été évalué :  
 
Gfr = 275 MPa 
 
 
Nous nous sommes ensuite attachés à caractériser la partie supérieure du domaine de 
transition fragile/ductile, sur une plage de températures où la rupture fragile est précédée de 
déchirure ductile. Pour trois géométries d’éprouvettes la température d’apparition du clivage a 
été déterminée. Elle est égale à -15°C ± 5°C pour les éprouvettes CT12 et SENB01 et à 




-30°C ± 5°C pour les éprouvettes SENB05. Malgré la dispersion importante des résultats, 
plusieurs tendances se dégagent de ces essais : 
 
 Comme on s’y attendait, plus la température est élevée, plus la longueur de déchirure 
avant clivage est importante. 
 Les éprouvettes SENB01 clivent à des températures plus élevées que les éprouvettes 
SENB05. En effet, l’avancée de la fissure en déchirure favorise le clivage. Le risque 
de présence d’un défaut critique dans la zone d’élaboration de la rupture est plus 
important que lorsque la fissure est stationnaire ; on parle d’un effet 
d’« échantillonnage » du matériau. 
 L’état de contrainte en pointe de fissure, qui influe directement sur le risque de 
clivage, dépend de la géométrie mais semble également être modifié par la déchirure.  
 
Une observation systématique des faciès de rupture au microscope électronique à 
balayage a été entreprise sur les éprouvettes ayant clivé après déchirure ductile. Les sites 
d’amorçage du clivage ont été repérés et positionnés. Il apparaît sur les éprouvettes CT12 que 
la distance du front de fissure ductile au site d’amorçage diminue lorsque la déchirure ductile 
augmente. Ce résultat n’est pas vérifié sur les éprouvettes SENB05 et SENB01. 
Aucune inclusion n’a été observée à l’origine de l’amorçage du clivage. Le clivage 
semble s’amorcer par un mécanisme induit par la déformation plastique plutôt que par un 
défaut ou une inclusion. 
 
Une analyse numérique semble indispensable pour mieux comprendre l’influence de la 
déchirure sur le risque de clivage. 
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Comme nous l’avons expliqué dans le chapitre introductif du mémoire, l’objectif à 
terme de notre étude est de démontrer l’intégrité d’une structure tubulaire mince, de quelques 
millimètres d’épaisseur, en acier ferritique, comportant de nombreuses soudures d’aboutement 
non-arasées et non-détensionnées. 
 
Les soudures présentent, au niveau du bourrelet de soudage, une géométrie propice à 
l’apparition de fissures de fatigue. Ces fissures longues et peu profondes, orientées dans le 
sens circonférentiel, se situent au niveau de la zone affectée thermiquement par le procédé de 
soudage (la ZAT). Or cette zone montre une sensibilité à la rupture fragile plus importante 
que le métal de base. L’objectif de ce chapitre est donc de proposer une approche 
expérimentale et une analyse pour caractériser au mieux le comportement du joint soudé dans 
ces conditions de fonctionnement.  
 
Une étude bibliographique nous permettra de plus largement exposer les difficultés 
intrinsèques à la caractérisation des joints soudés. Nous présenterons ensuite le joint soudé de 
l’étude sur le tube en acier TU42 C. Une campagne expérimentale permettra de déterminer les 
caractéristiques mécaniques de la ZAT et du métal déposé. Le comportement de la ZAT dans 
le domaine de transition sera particulièrement examiné. Tous ces essais sont réalisés sur des 
éprouvettes non normalisées de mécanique de la rupture. Nous exposerons donc les 
interprétations numériques de ces essais, indispensables à leur bonne compréhension et à la 
détermination des paramètres mécaniques de rupture.  
 
IV.2. Etude Bibliographique sur les caractéristiques des Joints 
Soudés 
 
Les méthodes d'analyse en mécanique de la rupture nécessitent des données 
élémentaires sur le matériau, la géométrie, le type de défaut etc. Les techniques d'évaluation 
et de recueil de ces données sont connues et éprouvées en ce qui concerne les matériaux 
homogènes. Au niveau d'un joint soudé, plusieurs difficultés apparaissent, essentiellement 
dues à l'hétérogénéité du matériau et à la présence de contraintes résiduelles. 
 
IV.2.1. L'hétérogénéité due à la soudure 
 
L’hétérogénéité existe sous plusieurs aspects. Elle est d'abord mécanique : le métal de 
base (MB) et le métal déposé (MD) ne possèdent pas les mêmes caractéristiques mécaniques. 
On appelle Mismatch le rapport de leurs limites d'élasticité :  
M=σY_MD/σY_MB         (IV-1) 
 
On distingue 3 cas : 
 M<1 ou « undermatch », le métal de base est plus résistant. Cette configuration est 
évitée car elle concentre les déformations dans le métal déposé. 
 M=1 ou « evenmatch » 
 M>1 ou « overmatch », le métal déposé est plus résistant. Cette configuration est 
recherchée car elle évite a priori que la rupture ait lieu dans le métal déposé. 





La zone adjacente au métal déposé, zone affectée thermiquement par le soudage (ZAT), 
mesure quelques millimètres d'épaisseur et présente un gradient de propriétés, dû aux 
différents cycles thermiques vus par le matériau au cours du procédé de soudage. Celui-ci 
s’effectue en plusieurs passes. Au niveau métallurgique, la ZAT peut être divisée en plusieurs 
sous-zones. [Lam Thanh - 03] rappelle les différentes catégories de microstructures 
susceptibles d'être rencontrées dans une ZAT sur un acier ferritique non-allié ou faiblement 
allié : 
 la CGHAZ "coarse grained heat affected zone", à gros grains austénitiques là où le pic 
de température est compris entre 1100°C et 1500°C ; 
 la FGHAZ "fine grained heat affected zone" pour une montée de température entre 
850°C et 1100°C ; 
 la ICHAZ "intercritical heat affected zone" là où la température monte dans le 
domaine intercritique (entre Ac1 et Ac3) ; 
 la SCHAZ " subcritical heat affected zone" là où la température ne dépasse pas la 
température de début de transformation austénitique. 
 
La zone la plus fragile est a priori la CGHAZ. De plus elle se situe en surface, au 
niveau du pied du bourrelet de soudure à savoir là où se concentrent les contraintes.  
 
 
IV.2.2. Les Méthodes de caractérisation d’un joint soudé 
 
IV.2.2.1. Micrographies et Micro-duretés 
 
Pour caractériser un joint soudé, les micrographies sont indispensables pour repérer 
l'éventuelle texture dans le matériau, mais surtout pour délimiter géométriquement les 3 
zones, MB, ZAT et MD, révélées par les attaques chimiques.  
Comme on l'a dit plus haut, le joint soudé est très hétérogène. Les filiations de micro-
dureté permettent de rendre compte facilement des gradients de propriété entre ces zones. 
Elles permettent en particulier de localiser la zone la plus dure qui peut être également la plus 
fragile. 
IV.2.2.2. Mesures de Ténacité 
 
[Thaulow - 97] tire plusieurs conclusions d’une importante série d’essais mécaniques 
menés sur ZAT : 
 il n'existe pas de procédure systématique pour l'évaluation des propriétés des ZAT ; 
 les propriétés mécaniques varient très rapidement en fonction des protocoles de 
soudage ; 
 les ténacités les plus faibles sont obtenues lorsque le défaut est situé près de la ligne de 
fusion, légèrement du coté du métal déposé ; 
 la géométrie du défaut joue un rôle important, mais également la distribution des 
différentes zones microstructurales en pointe de fissure. 
 
On comprend donc qu'il est difficile de déterminer quelles propriétés mécaniques et 
quelle ténacité doivent être utilisées dans les analyses de sûreté. En ce qui concerne les 
mesures de J ou de CTOD dans la ZAT, il n'existe pas de procédure établie. Il est 




recommandé par la norme anglaise [BS7910 - 00] que les conditions d'essai représentent le 
plus possible la structure. La multiplication des études sur les joints soudés a néanmoins 
permis de proposer des procédures d'évaluation de la ténacité dans les codes de conception. 
Citons les méthodes ARAMIS ([Gilles - 94]), EMM ([Eripret - 97]), ETM-MM 
([Schwalbe - 97]) et [A16 - 02]. Ces méthodes permettent principalement d’évaluer l’effet du 
mismatch sur le paramètre J. 
 
Toutes ces approches utilisent la charge limite de la structure inhomogène. Cette charge 
limite est liée au développement de la plasticité et peut dépendre fortement du mismatch. 
[Eripret - 97] et [Hornet - 97] étudient numériquement l'évolution des zones plastiques sur des 
éprouvettes bi-matériau (MB et MD) contenant une fissure dans le métal déposé ayant la plus 
haute limite d'élasticité. La Figure IV-1 présente plusieurs de leurs résultats. 
 Dans les cas a) et c), la zone plastique est entièrement contenue dans le MD, on est 
proche du cas "matériau homogène". 
 Dans les cas d) et e), à savoir pour un joint étroit, la plasticité se développe dans le 
MD et dans le MB à partir de l'interface entre les deux matériaux. En cas de fort 
overmatch (M>1), la plasticité ne se développe presque pas dans le joint. Le métal de 
base agit comme un "fusible" en empêchant la plasticité de se développer dans le joint. 
 Dans le cas b), un fort mismatch génère une singularité de déformation à l’interface 
MD/MB, ce qui peut affecter le chargement limite. 
 












Figure IV-1 : Schéma des développements possibles des zones plastiques dans des 
éprouvettes SENB et CCT avec Mismatch>1  
 




IV.2.3. Les contraintes résiduelles 
 
On définit les contraintes résiduelles comme étant les contraintes existant dans une 
structure mécanique alors qu’aucune sollicitation extérieure n’est appliquée. Elles s’auto-
équilibrent donc mais s’additionnent au chargement extérieur. Dans le cas d'un joint soudé, 
elles proviennent du procédé de soudage. Elles résultent des dilatations thermiques 
différentielles, des changements de phase, des conditions de bridage des tôles et du mismatch. 
Il existe plusieurs techniques pour les mesurer :  
 les méthodes non-destructives : ultrasons, rayons X, diffraction des neutrons, 
 les méthodes destructives : méthode du trou, de la flèche. 
 
Ces contraintes sont rarement connues avec précision. En outre, elles peuvent varier 
d'un joint à l'autre de manière significative. La règle [R6 - 98] propose des profils de 
contraintes résiduelles surestimés en traction (donc non-équilibrés), de manière à garder une 
analyse conservative. Pour des soudures de raboutage de tube, elle s'appuie notamment sur les 
travaux de [Legatt - 84]. D’après ces profils, les contraintes résiduelles peuvent être 
suffisamment grandes pour écrouir le matériau.  
 
Dans le cas d’une structure fissurée, les contraintes résiduelles influent sur le 
confinement de la plasticité en pointe de fissure. Dans le cas de la déchirure ductile, il est 
possible de vérifier cet effet par une approche J-Q ([Panontin - 96]), le paramètre Q 
permettant justement de quantifier le confinement. Dans le cas de la rupture fragile, il est 
également nécessaire de tenir compte de ce changement de confinement car une simple 
addition des contraintes résiduelles et des contraintes appliquées peut se révéler non 
conservative [Hill - 98]. En revanche, les contraintes résiduelles sont modifiées et 
redistribuées par une déformation plastique importante. Elles n’ont donc que peu d’effet en 
cas de ruine par plasticité généralisée, voire en cas de rupture par déchirure ductile. 
 
 
IV.2.4. Le phénomène de vieillissement 
 
Le vieillissement est une évolution dans le temps des propriétés des matériaux. 
 
IV.2.4.1. Types de vieillissement 
 
[OTUA - 00] et [Grumbach - 93] distinguent trois types de vieillissement des aciers 
ferritiques de construction. 
 Le vieillissement thermique (ou vieillissement après trempe) est obtenu par maintien à 
long terme de l'acier à des températures entre 20°C et 350°C. Il se caractérise par une 
diffusion des éléments interstitiels C et N qui bloquent les dislocations (phénomène 
d'ancrage). On peut également obtenir une ségrégation du phosphore aux joints de 
grain, ce qui fragilise l'acier relativement à une rupture intergranulaire. 
 Le vieillissement statique, observé après écrouissage puis attente (accélérée par un 
léger chauffage) se caractérise par une augmentation de la limite d'élasticité du 
matériau et une baisse de ductilité (Figure IV-2). Là encore c'est le phénomène 
d'ancrage des dislocations par diffusion des éléments interstitiels qui intervient. 
 Le vieillissement dynamique intervient lorsque, à température élevée (entre 150°C et 
300°C), le blocage des dislocations a lieu au cours même de la déformation. Il dépend 




donc aussi fortement de la vitesse d'écrouissage. Le phénomène Portevin-Le-Chatelier 
est une conséquence de ce vieillissement : il se manifeste par une oscillation de la 





Figure IV-2 : a) Paramètres mesurés lors d'un essai de vieillissement statique ; 
b) Variation de ∆σ/σ avec le temps et la température de vieillissement (acier A52 écroui de 
10%) [Grumbach - 93] 
 
IV.2.4.2. Effets des vieillissements thermique et statique sur un 
joint soudé en acier C-Mn  
 
[Forget - 98] étudie les effets des vieillissements thermique et statique sur le 
comportement à rupture d’un joint soudé en acier C-Mn. Ses conclusions précisent que : 
 Le traitement thermique par "Step Cooling" (refroidissement étagé, qui accélère le 
phénomène de vieillissement par ségrégation du phosphore aux joints de grains) n'a 
pas d'effet sur les caractéristiques de traction du métal de base (dans ce cas un acier 
A48). On observe en revanche une légère chute des caractéristiques de la ZAT mais 
qui n'inverse pas le mismatch. Ce traitement conduit de plus à un décalage de +10°C 
de la courbe de transition fragile-ductile du MB et de la ZAT. On peut considérer que 
le matériau A48 est peu sensible au vieillissement par Step Cooling. 
 L’acier A48 est en revanche sujet au vieillissement statique : on constate 
respectivement des augmentations de 8%, 10% et 12% de la limite d'élasticité des MB, 
ZAT et MF après un écrouissage de 5% suivi d’un traitement thermique (1/2h à 
250°C). Les courbes de transition fragile-ductile sont respectivement décalées de 
+10°C, +30°C et +40°C, sans que l'on puisse pour autant distinguer les parts dues 
respectivement à l'écrouissage et à un phénomène de vieillissement statique. 
 
IV.2.4.3. Comparaison avec les ZAT de l'acier de cuve REP 
 
Le vieillissement thermique de l’acier A533 de type 16MND5, des cuves de réacteurs 
REP, a été plus largement étudié. [Marini - 01] et [Raoul - 99] utilisent le traitement 
thermique de Step Cooling pour reproduire la ségrégation aux joints de grain des impuretés : 




phosphore et sulfure de manganèse MnS. [Raoul - 99] étudie alors l'influence de la 
microstructure et conclut qu’après traitement de fragilisation, les microstructures à tendance 
martensitique et bainitique inférieure sont beaucoup plus sensibles à la fragilisation 
intergranulaire que les microstructures à tendance bainitique supérieure qui rompent 
principalement par clivage.  
 
[Lam Thanh - 03] observe sur une ZAT provenant d'un joint soudé sur acier C-Mn que 
la microstructure des zones CGHAZ est composée de ferrite ayant germé aux anciens joints 
de grains austénitiques, de paquets de bainite supérieure et de cémentite. Les microstructures 
sensibles à la rupture intergranulaire, martensite et bainite inférieure, semblent donc absentes 
sur un tel joint soudé. Cette observation est cohérente avec les résultats de [Forget - 98] qui, 
sur le même type de joint, issu d'un acier A48, ne constate aucune rupture intergranulaire 
après traitement de fragilisation. 
 
IV.2.5. Bilan de l’étude Bibliographique 
 
Suite à ce passage en revue des différentes caractéristiques des joints soudés, il apparaît 
nécessaire, dans l’étude de la rupture fragile par clivage, de : 
 connaître précisément la géométrie et la micro-structure du joint soudé ; 
 appuyer les évaluations de ténacité sur des interprétations numériques ; 
 évaluer l’influence des contraintes résiduelles ; 
 connaître la sensibilité au vieillissement du matériau. 
 
Concernant ce dernier point, les joints soudés sur acier C-Mn sont essentiellement 
sensibles au vieillissement statique. Or on a vu que les contraintes résiduelles, provenant du 
processus de soudage, peuvent atteindre la limite d’élasticité. Est-il alors possible que ces 
contraintes engendrent un écrouissage du matériau durant la phase de refroidissement 
soudage ? Existe-t-il alors un effet de vieillissement statique ? Si oui comment le distinguer 
du comportement intrinsèque au matériau ? Ces interrogations incitent à considérer le 
phénomène de fragilisation du joint soudé dans son ensemble. Dans un premier temps, nous 
ne chercherons pas à isoler les influences respectives du vieillissement, des contraintes 
résiduelles, de la microstructure, et du mismatch. Notre but est de déterminer l’influence 
globale du joint soudé sur la fragilité de la structure. Nous considérerons donc un joint soudé 
réel, non-détensionné, vieilli et dont la géométrie est celle sur la structure de tube étudiée. 
 
Des mesures de contraintes résiduelles ont été réalisées au Laboratoire Léon Brillouin. 
Les résultats ne nous sont malheureusement pas parvenus au moment de la rédaction de ce 
mémoire. L’annexe G détaille le mode opératoire de la mesure par diffraction neutronique sur 
la réacteur expérimental Orphée (CEA-Saclay) et la fiche de proposition d’expérience 
déposée au Laboratoire Léon Brillouin en début d’étude. 
 
 
IV.3. Présentation du joint soudé sur l’acier TU42 C 
 
Le joint soudé de l’étude est un joint de raboutement du tube en acier TU42 C utilisé au 
chapitre III. Il s’agit d’un joint circonférentiel en V en 10 passes de soudage, dont la 
géométrie idéalisée est décrite en Figure IV-3. Au total 12 joints ont été approvisionnés pour 
cette étude par le LISN auprès du fournisseur ESSINOX S.A. Ils répondent à la spécification 




imposée par le code RCC-M M1141 Niveau 2 Ed. 2000 pour ce type de matériel. Un dossier 
complet de qualification accompagne donc cet approvisionnement en matière. Des 










Figure IV-3 : Joints soudés étudiés : a) Joint circonférentiel de raboutement de tube ; 
b) Géométrie idéalisée de la section du joint. 
 
La première passe est réalisée par une technique TIG. Le métal déposé correspondant se 
présente à l’origine sous la forme d’un fil (de dénomination ER 70S3 selon la classification 
AWS). Les passes suivantes sont réalisées à l’arc par électrodes enrobées (de dénomination E 
7018 selon la classification AWS). Les compositions chimiques de ces deux métaux déposés 
sont données dans le Tableau III-1. Elles sont très proches. La très grande partie du joint 
soudé est réalisée par électrodes enrobées. Par la suite, on considère un seul métal déposé. 
 
 C Si Mn P S Cr Ni Mo Co Cu V Fe 
ER70S3 0,049 0,59 1,05 0,005 0,008 0,03 0,03 0,00 0,01 0,00 0,03 Balance 
E7018 0,050 0,48 0,95 0,012 0,009 0,04 0,02 0,00 0,01 0,00 0,03 Balance 






















L’analyse de la microstructure du joint soudé s’appuie sur le travail de [Gaubert - 06].  
 
IV.3.1.1. Microstructure du métal déposé 
 
Deux types de zones fondues coexistent : les premières ont conservé une structure 
brute de solidification tandis que les secondes ont été ré-austénitisées durant l’exécution des 
passes successives. Les zones brutes de solidification sont reconnaissables sur images à la 
loupe binoculaire à leur taille de grain importante et à leurs grains colonnaires (Figure IV-4). 
 
Les zones brutes de solidification présentent des grains très allongés, dans le sens du 
gradient de température. Elles sont  constituées de deux phases : 
 de la ferrite ; 
 de la bainite.  
Cette dernière phase se présente sous la forme d'un agrégat de plaquettes de ferrite et de 
particules de cémentite. Elle se forme lorsque le refroidissement de l'acier est trop rapide pour 
obtenir la formation de perlite mais trop lent pour obtenir la formation de martensite. C'est un 
constituant qui présente les mêmes phases que la perlite (ferrite et cémentite) mais possède 
une structure beaucoup plus fine. 
 
Dans une passe de métal déposé, une partie de la zone fondue est réchauffée lors de 
l’exécution de la passe suivante jusqu’à une température supérieure à la température 
d’austénitisation (environ 800- 900°C). Il se forme alors de l’austénite, dont la taille de grains 
va diminuer. Au refroidissement, l’austénite se transforme en ferrite et perlite avec une taille 
de grain d’environ 25 µm. Les phases en présence sont donc la ferrite α et la perlite. La perlite 
est en plus faible proportion dans la zone fondue que dans le métal de base, car le métal 
d’apport contient moins de carbone que l’acier constitutif du tube. 
 
 





Figure IV-4 : Localisation des zones fondues brutes de solidification et des zones 
fondues recuites 
 
IV.3.1.2. Microstructure de la ZAT 
 
La succession des passes crée dans la ZAT le même phénomène de ré-élévation en 
température : certaines parties de la ZAT restent brutes de solidification alors que d’autres 
subissent l’influence de la passe suivante. Chaque partie se divise ensuite en sous-zones 
suivant la température atteinte. 
 
La ZAT brute de solidification comporte trois sous-zones (Figure IV-5) : 
 une zone de globulisation de la perlite qui a atteint une température comprise entre 650 
et 750°C, inférieure à la température critique. Les lamelles de cémentite dans la perlite 
évoluent vers une forme sphérique ; 
 une zone d’affinage de grain qui a été portée à une température comprise entre 850 et 
1100 °C. Le changement de phase de la ferrite α et de la perlite en austénite γ est complet. Au 
Zone fondue brute de 
solidification 
Zone fondue recuite 




refroidissement les grains d’austénite n’ont pas eu le temps de grossir et les carbures ne se 
sont pas totalement dissouts. On obtient une structure fine de ferrite et de perlite. Entre la 
zone de globulisation de la perlite et la zone d’affinage de grains se trouve une zone 
intermédiaire où la transformation de la ferrite et de la perlite en austénite est partielle ; 
 une zone de grossissement de grain qui a atteint une température comprise entre 
1100°C et la température de fusion de l’acier. Dans ce cas le grain austénitique a eu le temps 
de grossir. Les grains sont d’autant plus gros qu’ils sont proches de la ligne de fusion. La 
taille de grain y varie de 25 à 50 microns. 
 
Une ré-élévation de la température due à la succession des passes va transformer la ZAT 
à gros grains en une structure composée de ferrite et de perlite avec une taille de grain 
d’environ 20 microns. 
 
 
      
Figure IV-5 : ZAT brute de solidification et ZAT ayant  subi l’influence de la passe 
suivante  
 
IV.3.1.3. Conclusion de l’étude micrographique 
 
Cette analyse montre l’existence de microstructures très variées dans le joint soudé 
étudié. En dehors de la nature et du nombre des impuretés présentes dans l’acier, le clivage est 
généralement favorisé par une grande taille de grain. On peut donc prévoir que, dans la zone 
fondue, la zone brute de solidification sera probablement la plus vulnérable au clivage du fait 
de la taille importante des grains. Dans la ZAT, la ZAT à gros grains et la ZAT à gros grains 
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IV.3.2. Cartographie de micro-dureté 
 
Sous forte charge la dureté mesurée est caractéristique d’un matériau et ne dépend pas 
de la charge ; sous faible charge, la mesure dépend de la microstructure testée sous la pointe 
du pénétrateur. L’objectif est ici de caractériser la dureté des différentes zones observées par 
micrographie du joint soudé. L’échantillon est soigneusement poli jusqu’à un grain de 3 
microns. Une très légère attaque au Nital est ensuite réalisée pour révéler la microstructure. 
La charge utilisée lors des essais de microdureté est 200g. Cette valeur est retenue car elle 
permet d’obtenir des empreintes de diagonale de l’ordre de 40 à 50 microns sur l’échantillon. 
Cette taille d’empreinte est correcte par rapport à la microstructure observée. En supposant le 
joint soudé symétrique, la cartographie est réalisée sur une moitié de la section. Pour chaque 
point, deux mesures sont effectuées ; la dureté résulte de la moyenne des deux mesures. Dans 
les cas où la dispersion entre les deux mesures est importante, des mesures complémentaires 
sont effectuées pour affiner le résultat. 
 
La cartographie réalisée est présenté Figure IV-6. Elle montre une augmentation de la 
dureté lors de la traversée de la ZAT : les duretés mesurées dans le métal de base sont 
comprises entre 151 et 178 Hv, alors que dans la zone fondue, elles sont comprises entre 178 
et 204 Hv.  
 
Les duretés mesurées dans la ZAT sont comprises entre 175 et 198 Hv. L’augmentation 
de la micro-dureté à la traversée de la ZAT n’est pas régulière. Néanmoins, les duretés les 
plus importantes sont observées à proximité de la zone fondue, et sont situés dans des zones 
de ZAT à gros grains. 
 
La cartographie de microdureté la zone fondue ne permet pas de déterminer la zone la 
plus dure. Afin d’affiner les résultats, des points de mesure ont été pris suivant une ligne 
verticale traversant plusieurs passes. Ces mesures montrent deux pics, semblant correspondre 
chacun à une frontière entre la zone fondue brute et la zone fondue ré-austénitisée. 
 
En conclusion, cette analyse des microduretés Vickers montre une augmentation de la 
micro-dureté à la traversée de la ZAT. Si l’on considère que la rupture fragile est favorisée 
dans les zones où la dureté est forte et la taille de grain grande, les zones qui paraissent les 














Figure IV-6 : Cartographie de microduretés Vickers. Les lignes de mesure de micro-
duretés sont représentées par la ligne des abscisses de chaque courbe. L’échelle de micro-















IV.4. Comportement du matériau en traction simple 
 
D’un point de vue mécanique, nous distinguons 3 zones dans le joint soudé : le métal de 
base (indice MB), le métal déposé (indice MD), et la ZAT. Chacune de ces 3 zones possède 
des caractéristiques mécaniques propres. Le métal de base a été caractérisé au Chapitre III. 
Nous nous proposons ici de caractériser en traction monotone le métal déposé et la ZAT. 
 
Un traitement thermique de 1/2h à 250°C est effectué sur toutes les éprouvettes 
prélevées sur le joint soudé. Suivant les zones, on peut prévoir que : 
 soit le joint soudé a subit un écrouissage au refroidissement, auquel cas le traitement 
thermique fait apparaître les effets d’un vieillissement statique ; 
 soit les contraintes résiduelles restent inférieures à la limite d’élasticité du métal de 
base, auquel cas le traitement thermique n’a aucun effet. 
 
IV.4.1. Méthode de prélèvement des éprouvettes de traction 
 
La Figure IV-7-a présente la géométrie des éprouvettes de traction plates utilisées. Pour 
le métal déposé, 10 éprouvettes sont prélevées dans un joint soudé spécifique fabriqué dans un 
moule, appelé « moule de caractérisation ». Il s’agit en fait d’un joint soudé de même hauteur 
mais large de 20 mm, facilitant ainsi les prélèvements.  
 
En revanche, les éprouvettes de traction de la ZAT sont directement prélevées sur le 
joint soudé du tube (Figure IV-7-b). Cette ZAT présente une épaisseur variant autour de 
4 mm. Elle fait de plus un angle de 37° environ avec l’axe du tube, et suit la courbure de la 
circonférence. Pour réaliser ce prélèvement difficile, on procède par étapes. 
 Le joint soudé est découpé en 8 secteurs de 45°. 
 Les sections du joint sont révélées au Nital sur chaque secteur. On relève les cotes de 
la ZAT sur chaque secteur. 
 Sur chaque secteur, on prélève une plaque d’épaisseur 3 mm centrée sur la ZAT 
suivant les cotes prises précédemment. Il faut de plus tenir compte ici de la courbure du joint. 
 Une nouvelle attaque permet de vérifier le bon positionnement de la ZAT dans cette 
plaque. Un nouveau relevé de cotes est réalisé ; 
 Les éprouvettes de 2 mm d’épaisseur sont usinées individuellement dans chaque 
plaque. 
 
Au total seulement 8 éprouvettes ont été prélevées de cette manière dans la ZAT, dans 












Figure IV-7 : a) Géométrie des éprouvettes plates de traction prélevées dans la ZAT et 
dans le MD ; b) Position de prélèvement des éprouvettes dans la ZAT. 
 
 
IV.4.2. Courbes de traction 
 
Les propriétés de traction sont évaluées en fonction des besoins d’interprétation des 
essais à venir. Etant donné le nombre restreint d’éprouvettes, on réalise 2 essais par 
température. Les essais sont réalisés, sur une machine servo-hydraulique, à différentes 
température, de l’ambiante à –50°C. La vitesse de déplacement du vérin est fixée à 
1,44 mm/min, ce qui correspond à une vitesse de déformation moyenne de 1.10-3 s-1 de la 
partie utile. 
 
La Figure IV-8 présente les courbes vraies d’écrouissage monotone obtenues dans la 
ZAT. La Figure IV-9 trace les évolutions des limites d’élasticité de la ZAT et du MD en 
fonction de la température et les compare aux valeurs obtenues précédemment sur le métal de 
base. La dispersion faible à chaque température et l’évolution régulière des limites d’élasticité 
avec la température confirme la réussite d’un prélèvement homogène.  
 
Les conclusions suivante peuvent être tirées de ces essais : 
 la courbe de traction type de la ZAT présente un palier de Lüders important mais pas 
de pic ReH (limite haute d’élasticité) ; 
 il existe un fort Mismatch entre le métal de base et le métal déposé ; 
 la limite d’élasticité de la ZAT est intermédiaire entre celle du MB et celle du MD ; 
 les limites d’élasticité des trois matériaux évoluent parallèlement avec la température. 
En conséquence le mismatch varie avec la température (Tableau IV-2). 
 
Température 20°C 0°C -25°C -50°C 
Mismatch = σY_MD 
σY_MB
  1.63 1.63 1.59 1.51 
Tableau IV-2 : Valeurs du mismatch entre le métal de base et le métal déposé, en 
fonction de la température. 
Les courbes de traction obtenues pour la ZAT, qui présente un gradient propriété, 
constituent très vraisemblablement des moyennes du comportement des différentes 
microstructures de la zone de prélèvement. Pour des températures intermédiaires, les courbes 




de traction sont interpolées linéairement point par point. Les modules d’Young de la ZAT et 
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Figure IV-9 : Evolution des limites d’élasticité de la ZAT, du métal déposé et du métal 
de base avec la température. 




IV.5. Résistance à la déchirure ductile 
 
On cherche à caractériser la résistance à la déchirure ductile de la ZAT dans son 
intégralité, c’est-à-dire avec son gradient ou sa dispersion des propriétés, une interface avec 
d’autres matériaux et les effets du mismatch. C’est pourquoi nous n’avons pas simulé une 
microstructure particulière de la ZAT réelle, ce qui aurait été possible par un procédé 
GLEEBLE par exemple. Nous prélevons donc des éprouvettes CT dont la taille et la position 
sont ajustées de manière à mesurer les caractéristiques intrinsèques à la ZAT directement dans 
le joint soudé. Ces éprouvettes étant non normalisées, l’intégrale J devra être évaluée par une 
modélisation par éléments finis, dont nous détaillerons les spécificités. 
 
Dans un premier temps, les caractéristiques de déchirure du MD ne sont pas étudiées 
car, comme on l’a précisé en introduction, les fissures de fatigue circonférentielles 
apparaissent en premier lieu dans la ZAT et c’est également la ZAT qui est a priori la zone la 
plus sensible à la rupture par clivage. Quelques éprouvettes CT ont cependant été prélevées 
dans le joint soudé avec leur entaille située au centre du MD mais n’ont pas été testées.  
 
IV.5.1. Prélèvement des éprouvettes fissurées dans la ZAT 
 
Afin de tester la résistance à la déchirure ductile de la ZAT réelle, 3 premières 
éprouvettes CT sont prélevées directement dans le joint soudé du tube. Il s’agit d’éprouvette 
CT12 dont l’épaisseur a été réduite à 6 mm afin que la largeur du front de fissure soit 
intégralement contenue dans la ZAT (Figure IV-10-a). L’orientation du prélèvement est 
identique à celle des CT12 du métal de base (§III.4) : le plan de fissuration est perpendiculaire 
à la direction axiale du tube, et la fissure avance dans la circonférence. Le joint soudé étant 
lui-même circonférentiel, la fissure reste dans la ZAT au cours de sa propagation (Figure 





Figure IV-10 : a) Géométrie des CT12 d’Epaisseur 6 mm b) Position du prélèvement 
dans le joint soudé. 





Plus précisément, ce prélèvement permet de tester toute l’épaisseur de la ZAT, car le 
front de fissure, dans sa largeur, passe de l’interface avec le MD à l’interface avec le MB.  
 
Comme pour le prélèvement des éprouvettes plates de traction, on procède en plusieurs 
étapes : 
 On prélève d’abord des « blocs » parallélépipédiques de dimension 13x32x70 
englobant le joint soudé. Chaque bloc correspond à une éprouvette. 
 La section du joint soudé est révélée au Nital sur chaque bloc. 
 On relève alors les cotes de la ZAT et les cotes de prélèvement de l’éprouvette CT en 
superposant un calque (Figure IV-11). La position est optimisée de manière à placer la 






Figure IV-11 : Exemple de bloc de prélèvement d’une éprouvette CT12Ep6. Un calque 
est superposé au joint soudé révélé par une attaque au Nital. Les positions de prélèvement de 
chaque éprouvette sont ainsi relevées, ici à 10,5 mm de la surface de gauche et à 3,25 mm de 
la surface inférieure sur la figure. 
 
IV.5.2. Mesures de ténacité 
 
IV.5.2.1. Pré-fissuration des éprouvettes CT12Ep6 
 
Les éprouvettes CT12Ep6 sont pré-fissurées en fatigue à ∆K décroissant de 22 à 
15 MPa.m1/2 en utilisant les formulaires de la norme ASTM 1820 [ASTM - 99] pour une 
éprouvette homogène d’épaisseur 6 mm. On suppose cette approximation du facteur 
d’intensité de contrainte suffisante pour la phase de pré-fissuration. La première éprouvette 
pré-fissurée est immédiatement testée afin de vérifier la qualité de la pré-fissuration et la 
faisabilité de l’essai de déchirure. 
La fissure de fatigue dévie progressivement du plan de fissuration par une rotation 
autour de l’axe d’avancée (Figure IV-12). Les pré-fissurations suivantes confirment que cette 
déviation est due à la dissymétrie mécanique de l’éprouvette et non à un problème de 
montage. Sur les premiers millimètres, la fissure est rectiligne. En conséquence, une 
correction est apportée au protocole de pré-fissuration pour réduire la profondeur de la fissure 
finale, afin que celle-ci reste dans le plan initial de fissuration. Le rapport final a/W visé est 
compris entre 0.48 et 0.50. 
 




Sans entailles latérales, la déchirure par cisaillement devient largement prépondérante 
pour cette éprouvette mince. Des entailles latérales de 2x0,5 mm sont donc usinées après la 























Figure IV-12 : Schéma de la déviation de la pré-fissure de fatigue due à la dissymétrie 
mécanique de l’éprouvette. 
 
IV.5.2.2. Essais de déchirure ductile 
 
Les essais sont réalisés sur une machine servo-hydraulique à une vitesse de déplacement 
du vérin imposée de 0,5 mm/min avec des décharges partielles pour la mesure de 
complaisance. Outre la force et le déplacement vérin, on enregistre également l’ouverture de 
fissure via un clip et la variation de DDP entre les lèvres de fissure. 
 
Dans le but d’économiser les éprouvettes, et dans l’optique des essais qui vont suivre 
sur la caractérisation dans la partie supérieure de la transition, ces essais sont réalisés à –30°C. 
 
En première approximation, l’intégrale J est calculée analytiquement selon la norme 
ASTM 1820 [ASTM-99] à partir de l’aire sous la courbe Force-Ouverture de fissure.  
 
Sur ces éprouvettes de petite taille, il est difficile d’évaluer la ténacité à l’amorçage car 
on détecte mal l’amorçage : on ne détecte pas de changement de pente dans la variation de 
DDP. On suppose alors que la variation de DDP peut être séparée en deux termes : un terme 
lié à la déformation et un terme lié à l’avancée de fissure. Le premier est supposé évoluer 
linéairement en fonction de l’ouverture, via un coefficient que l’on détermine en début d’essai 
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L’avancée de fissure est également obtenue par les mesures de complaisance élastique 
réalisées en cours d’essai grâce à des décharges partielles. Cette technique permet d’encadrer 
l’instant de l’amorçage ductile par deux mesures de complaisance (ou de raideur, inverse de la 
complaisance).  
 
Sur l’essai N°05-070, les deux techniques indiquent chacune un amorçage ductile 
autour de 1,5 mm d’ouverture, soit pour une ténacité de 350 kJ/m² (Figure IV-13). Cette 
valeur constitue très certainement une moyenne de la ténacité à l’amorçage sur le front car il 
existe un gradient de propriétés mécanique dans l’éprouvette, qu’il conviendra d’évaluer. Les 
évolutions de longueur de fissure correspondantes sont de plus cohérentes puisque les courbes 
J-∆a sont superposées (Figure IV-14).  
Cependant le bon accord entre les deux techniques n’a pas pu être vérifié sur tous les 
essais : 
 sur certains essais l’évolution de la DDP ne permet pas de détecter l’amorçage, 
 sur d’autres essais, la raideur évolue dès les premières mesures. 
De plus, il existe une dispersion importante sur les ténacités à l’amorçage obtenues, les 
valeurs s’étalent de 110 à 380 kJ/m². Cette dispersion peut être due aux variations de 
propriétés de la ZAT et à une faible précision sur la détection de l’amorçage ductile. En 

























































Figure IV-13 : Mesures de raideur et de DDP sur l’essai N°05-070 de déchirure sur 
CT12Ep6 dans la ZAT. 
 
En revanche, les courbes J-∆a obtenues présentent des courbures comparables d’un 
essai à l’autre. En conséquence la valeur de Gfr, définie par la pente de la courbe JMpl-∆a, est 




obtenue avec une faible dispersion, mais reste soumise à l’hypothèse de la validité du calcul 
de J par la norme ASTM 1820 : 
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Figure IV-14 : Courbe J-∆a de l’essai N°04-070  
 
IV.5.3. Interprétations par le calcul aux Eléments Finis. 
 
Une valeur moyenne de ténacité à l’amorçage ductile de 350 kJ/m² a été évaluée 
expérimentalement sur les essais de déchirure sur CT12Ep6 avec fissure dans la ZAT. Cette 
valeur est une moyenne sur le front car l’intégrale J varie très vraisemblablement dans 
l’épaisseur de l’éprouvette à cause : 
 des effets de bord, 
 de l’inclinaison de la ZAT par rapport au plan de fissuration. 
Il convient également de vérifier la validité de la norme pour le calcul de J sur cette 
éprouvette « multi-matériaux ». C’est ce que nous proposons ici. 
 
IV.5.3.1. Simulations 2D d’un essai sur éprouvette CT12Ep6 
 
Pour cela, un modèle 2D sous hypothèse de déformations planes utilisant des éléments 
quadratiques est mis en œuvre. Le comportement est supposé élasto-plastique. Les 3 
matériaux, MB, ZAT et MD, répondent à un critère d’écoulement de Von Mises et les courbes 
de traction utilisées sont celles issues des essais présentés au §IV.4.2. Le calcul ne prend pas 




en compte les grands déplacements et grandes déformations afin de garder la validité du 
calcul de J. Etant donné l’inclinaison de la bande de la ZAT dans l’éprouvette, il est 
nécessaire de faire une hypothèse supplémentaire sur la géométrie en 2D : la bande de la ZAT 
est supposée parallèle au plan de fissuration et la distance, notée h, entre l’interface MB/ZAT 
et le plan de fissuration peut varier de 0 à 4 mm (Figure IV-15). Plusieurs calculs sont 
effectués pour diverses valeurs de h. 
 
Dans cette configuration, d’après les travaux de [Golder -05], le calcul analytique de J 
selon la norme ASTM 1820 [ASTM - 99] reste applicable avec une erreur inférieure à 10% 
par rapport au calcul numérique pour une distance h comprise entre 1 et 3 mm et un rapport 
a/W compris entre 0,5 et 0,8. Effectivement, dans la configuration h=2 mm et a/W=0,5 on 
évalue un écart de seulement 4% entre les valeurs analytiques de la norme et les valeurs 























Figure IV-15 :Modèle 2D de l’éprouvette CT12Ep6. Définition de la distance h entre le 
plan de fissuration et l’interface MB/ZAT. 
 
Dans la configuration réelle, l’état de déformations planes est approché au centre de 
l’éprouvette. La valeur correspondante de h est de 2 mm, qui est également la valeur moyenne 
dans l’épaisseur. Pour une épaisseur corrigée de B’= B.BN, avec BN l’épaisseur entre 
entailles latérales, cette configuration ne permet pas de reproduire le comportement global de 
l’essai, l’effort est surestimé (Figure IV-18). A l’inverse, un calcul 2D en hypothèse de 
contraintes planes, toujours pour h=2 mm, sous-estime l’effort global et les valeurs de J ne 























Plan de coupe pour une 
modélisation en 2D 




IV.5.3.2. Modélisations 3D 
 
Un modèle 3D a été développé afin d’évaluer le gradient de l’intégrale J dans 
l’épaisseur de l’éprouvette CT12Ep6.  
 
Une première modélisation a été effectuée pour une éprouvette fictive CT12 d’épaisseur 
réduite à 6 mm constituée d’un matériau homogène, la ZAT. Le calcul de l’intégrale J sur 
cette éprouvette fictive permet de constater que : 
 l’intégrale J varie de près de 40% sur la largeur du front malgré les entailles latérales 
(2x0,5 mm) ; 
 la valeur maximale de J sur le front est très proche de la valeur donnée par la norme 
(Figure IV-16-a) ; 
 la proportionnalité entre l’aire plastique sous la courbe Force-Ouverture et la valeur 
moyenne de Jpl n’est pas exactement respectée. Le coefficient η correspondant à 
JMOYEN est très proche de la valeur de la norme en début d’ouverture puis s’en écarte. 
Le coefficient η correspondant à JMAX tend vers la valeur de la norme pour une grande 
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Figure IV-16 : a) Comparaison des évolutions de J numérique et analytique sur une 
éprouvette fictive CT12 d’épaisseur réduite à 6 mm et de matériau homogène (ZAT). 
b) Evolution des coefficients η correspondants en fonction de l’ouverture plastique  
 
Une modélisation de l’éprouvette CT12Ep6 multi-matériaux telle que prélevée dans le 
joint soudé a ensuite été développée. Généralement, les modèles de calcul aux éléments finis 
attribuent les caractéristiques des matériaux éléments par éléments. Ainsi il est nécessaire de 
mailler explicitement les interfaces entre les différents matériaux de manière à ce qu’aucun 
élément ne « chevauche » deux matériaux. Pour ce nouveau calcul, nous souhaitons ne pas 
mailler ces interfaces pour deux raisons : 




 sans les interfaces, les maillages sont inchangés par rapport aux nombreux modèles 
« matériau homogène » que nous avons déjà développé, d’où un gain de temps 
important ; 
 les interfaces MB/ZAT et ZAT/MD sont traversées par le front de fissure, ce qui n’est 
pas compatible avec le calcul numérique de J par la procédure G(θ) 
 
Pour décrire les propriétés des matériaux (loi de comportement), on définit, sur les 
éléments du maillage, un champ de la variable scalaire nommée GEO égale respectivement à 
1, 2 ou 3 suivant que le point de Gauss se situe dans le MB, la ZAT ou le MD (Figure IV-17). 
A chaque valeur de cette variable interne correspond le module d’Young, le coefficient de 
Poisson et  la courbe de traction du matériau considéré. 
Ainsi, au sein d’un même élément, les points de Gauss pour l’intégration des contraintes 
ont des propriétés « matériau » indépendantes. Bien sûr, le champ GEO reste constant au 
cours du calcul. Cette technique peut être directement comparée à un calcul thermomécanique 
pour lequel la courbe de traction dépend de la température. Le calcul de J est effectué par la 
procédure G(θ), toujours en utilisant l’analogie avec un calcul thermomécanique. Notons qu’il 





1 pour MB 
 
2 pour ZAT 
 
3 pour MD 
 
Figure IV-17 : Variable interne GEO permettant de définir les zones des différents 
matériaux du joint soudé dans l’éprouvette CT12Ep6. 
Le calcul 3D reproduit correctement le comportement global de l’essai jusqu’à la charge 
maximale (Figure IV-18). Ce comportement est intermédiaire entre ceux des hypothèses de 
déformations planes et de contraintes planes. La valeur numérique de J moyen le long du front 
est très proche de la valeur obtenue en déformations planes et donc très proche de la norme 
(Figure IV-19). Il est en conséquence parfaitement valable d’utiliser la norme pour le calcul 
analytique de J. 
 



















Essai 05-057 à -30°C
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Figure IV-18 : Courbes Force-Ouverture de fissure. Comparaison entre l’essai et les 















Essai 05-057 à -30°C
CASTEM - 2D - Déformations Planes
CASTEM - 2D - Contraintes Planes
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Figure IV-19 : Comparaison des calculs numériques de J avec la valeur obtenue sur 
l’essai par application de la norme ASTM 1820. 
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Figure IV-20 : Comparaison des évolutions numériques de J le long du front de fissure 
pour une éprouvette homogène et l’éprouvette multi-matériaux CT12Ep6. 
 
La Figure IV-20 présente l’évolution normalisée de J à l’amorçage ductile le long du 
front (rectiligne) comparée à celle de l’éprouvette fictive homogène. On constate une 
variation importante et une dissymétrie. La valeur maximale de J est décalée du coté de 
l’interface MB/ZAT ; ce qui est logique puisque la limite d’élasticité du MB est plus basse 
que celle du MD, la déformation est donc plus grande de ce côté. 
Le champ des contraintes est également dissymétrique (Figure IV-21). Les contraintes 
sont légèrement plus élevées du coté de l’interface MD/ZAT, pour les mêmes raisons de 
rapport des limites d’élasticité MB/MD. 
Pour une ouverture à l’amorçage ductile de 1,5 mm, on note une valeur de J maximale 
de 400 kJ/m².  
Cette valeur est élevée comparée à la valeur de ténacité critique à l’amorçage ductile du 
MB (Ji(MB)=285 kJ/m²). Or on pouvait s’attendre à une ténacité réduite dans la zone affectée 
thermiquement. Etant donné les incertitudes sur la détection de l’amorçage ductile sur les 
éprouvettes CT12Ep6, il serait nécessaire d’évaluer Ji(ZAT) à partir de la taille de la zone 
d’émoussement. En mesurant la profondeur de la zone d’émoussement au microscope 
électronique à balayage, puis en évaluant numériquement la ténacité correspondant à cette 
profondeur, on obtient avec précision la ténacité à l’amorçage ductile. Malheureusement cette 
mesure au MEB de la zone d’émoussement n’est pas disponible. 
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Figure IV-21 : Carte des contraintes d’ouverture sur le ligament de l’éprouvette 
CT12Ep6, pour un chargement J=350 kJ/m². 
 
 
IV.6. Rupture dans la partie supérieure du domaine de transition  
 
Les essais Charpy sur le métal de base ont permis d’évaluer rapidement le domaine de 
transition (§III.3). Les valeurs de résilience constituent une base pour la comparaison avec de 
nombreux matériaux de construction pour lesquels il s’agit du seul test pratiqué sur la rupture 
fragile. En ce qui concerne le joint soudé, et particulièrement la ZAT, nous n’avons pas 
pratiqué d’essais de résilience car : 
 nous voulons économiser notre matière, 
 les prélèvements sont difficiles, 
 ces essais, sans instrumentation, ne sont pas interprétés dans le cadre de notre étude. 
 
Nous cherchons donc à caractériser la partie supérieure du domaine de transition 
directement à partir de deux géométries d’éprouvettes fissurées : 
 les éprouvettes CT12Ep6 présentées précédemment, 
 des éprouvettes SENB de hauteur 14 mm et d’épaisseur 6 mm présentant un rapport 
a/W de 0,1 que nous noterons SENB01Ep6. 
 
 
IV.6.1. Géométrie et Prélèvement des éprouvettes SENB01Ep6 
 
Les éprouvettes SENB01Ep6 sont prélevées suivant le même principe que les 
éprouvettes CT12Ep6 (IV.5.1). Des blocs de matière de dimension 15x20x120 mm3 sont 
prélevés autour du joint soudé puis le joint est révélé par une attaque chimique pour relever 
les cotes de prélèvement de l’éprouvette. Une hauteur additionnelle de 4 mm est prévue pour 




créer une entaille pour la pré-fissuration. Cette matière est ensuite enlevée afin de ne garder 
que la fissure de fatigue de faible profondeur (zone hachurée sur le dessin, Figure IV-22-a). 







Figure IV-22 : a) Géométrie des éprouvettes SENB d’épaisseur 6 mm (SENB01Ep6) 
b) Position du prélèvement dans le joint soudé. 
 
IV.6.2. Compétition  Déchirure Ductile / Clivage 
 
Les essais sont menés sur machine servo-hydraulique à une vitesse de déplacement du 
vérin imposée de 0,5 mm/min avec des décharges partielles pour la mesure de complaisance. 
De la même manière qu’au §IV.5.2.2 on enregistre la force, le déplacement du vérin, 
l’ouverture de fissure et la variation de DDP entre les lèvres de la fissure. Si aucune rupture 
fragile n’intervient, les essais sont poursuivis jusqu’à une déchirure de 8 mm.  
 
Etant donné le nombre réduit d’éprouvettes (16 CT12Ep6 et 15 SENB01Ep6), nous ne 
cherchons pas à identifier une température d’apparition du clivage pour chaque géométrie. 
Notre objectif est de décrire au mieux le comportement à une température donnée (à 
déterminer), à laquelle la rupture est soit entièrement ductile, soit ductile puis fragile. Bien 
sûr, cette température est proche de la température d’apparition du clivage. 
 
Les avancées de déchirure ductile en fonction de la température pour chaque géométrie 
d’éprouvette sont indiquées en Figure III-21.  





Pour les éprouvettes CT12Ep6, après deux essais ayant montré de la rupture fragile à 
-50°C et –40°C, 7 éprouvettes sont testées à –30°C. Deux éprouvettes montrent une rupture 
fragile et 5 éprouvettes restent ductiles jusqu’à 8 mm de déchirure. 
 
Pour les éprouvettes SENB01Ep6, trois essais sont effectués à -30°C mais, 
contrairement aux éprouvettes CT12Ep6, ne montrent pas de rupture fragile. Un essai est 
réalisé à –70°C, l’éprouvette rompt par clivage après 3,5 mm de déchirure. Puis 5 éprouvettes 
sont testées à –50°C. Trois d’entre-elles montrent une rupture fragile et 2 restent ductiles 
jusqu’à respectivement 6 et 8 mm de déchirure (un essai est interrompu à 6 mm de déchirure 
pour des raisons techniques). Notons que l’on considère ici comme ductiles deux éprouvettes 
ayant montré une instabilité fragile seulement après 8 mm de déchirure ductile, l’une à -50°C 





































Figure IV-23 : Avancées de déchirure ductile en fonction de la température pour les 
deux géométries d’éprouvettes étudiées. On distingue les éprouvettes ayant clivé des 
éprouvettes restées ductiles. 
 
 
On remarque une dispersion importante : à –50°C sur les éprouvettes SENB01Ep6 et à 
–30°C sur les éprouvettes CT12Ep6, certaines éprouvettes ont rompu par clivage après des 
avancées ductiles faibles, de l’ordre du millimètre, alors que d’autres éprouvettes sont restées 
ductiles jusqu’à 8 mm de déchirure. 
 
Il n’est pas possible de comparer directement ces résultats obtenus sur la ZAT avec ceux 
obtenus sur le métal de base (§III.5.2) car les géométries sont différentes en épaisseur, et les 
températures où le nombre d’éprouvettes est suffisant pour évaluer une probabilité 
expérimentale sont différentes.  





IV.6.3. Localisation des sites d’amorçage du clivage 
 
Les éprouvettes ayant rompu par clivage après déchirure ductile sont observées au 
microscope électronique à balayage pour : 
 localiser les sites d’amorçage du clivage et effectuer un relevé de position de ce site ; 
 identifier les mécanismes d’amorçage du clivage. 
 
Nous nous concentrons sur les 4 éprouvettes CT12Ep6 et 4 éprouvettes SENB01Ep6 
rompues par clivage après des déchirures inférieures à 5 mm. Les observations ont été 
réalisées au Laboratoire de Mécanique de Lille et ont fait l’objet du projet de 3ème année de 
[Gaubert - 06]. Le système de repérage du site de clivage est identique à celui utilisé au 
§III.5.3 (Figure IV-24). Le Tableau IV-3 résume les distances obtenues. On remarque que : 
 les écarts constatés entre les deux faces restent faibles et de l’ordre de la précision des 
mesures ; 
 5 éprouvettes sur 8 montrent un site d’amorçage à moins de 1 mm du bord libre de 
l’éprouvette (Y<1 mm) ; 
 la distance d, du site de clivage au front de fissure ductile, varie de 30 à 240 µm. 




















Figure IV-24 : Schéma de repérage du site d’amorçage du clivage sur une éprouvette 
CT12Ep6. X est la distance du site à l’entaille mécanique, Y est la distance du site à l’entaille 
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6978AW CT12 -50 5,88 1 8,9 8,7 0,26 0,38 32 30 
6976AI CT12 -40 1,28 1 4 4,1 0,56 0,49 420 240 
6976AT CT12 -30 4,23 1 6,8 6,9 0,99 0,98 40 100 
6976AS CT12 -30 2,43 1 5,1 5 1,6 1,7 260 230 
6972_D SENB01 -70 3,35 1 4,9 4,9 2,2 2,2 55 30 
6972_E SENB01 -50 2,14 1 3,9 3,7 1,4 1,3 180 170 
6972_F SENB01 -50 2,42 1 3,8 3,7 0,51 0,56     
6972_H SENB01 -50 1,3 1 2,9 2,9 0,31 0,37 78 72 
Tableau IV-3 : Localisation des sites d’amorçage du clivage pour les éprouvettes 
fissurées dans la ZAT. 
 
IV.6.4. Présence d’inclusions 
 
Sur les deux éprouvettes, repérées respectivement 6976_AI et 6972_H, une particule 
sphérique est présente au site d’amorçage du clivage (Figure IV-25). La rupture ou la 
décohésion de cette particule aurait précipité la rupture de l’éprouvette. Ces particules 
sphériques ont un diamètre de 1,8 µm. De nombreuses particules sphériques sont également 
visibles sur le faciès de rupture. Leur taille est plus petite que celles des particules 




Figure IV-25 : Sites d’amorçage du clivage avec inclusions à proximité, éprouvettes 
6976 AI (CT12Ep6) à gauche et 6972_H (SENB01Ep6) à droite. 
17.6 µm 15.0 µm 




Les éprouvettes 6976_AI et 6972_H sont les éprouvettes ayant présenté les plus faibles 
déchirures ductiles avant clivage. Si ces particules sont bien à l’origine du clivage, cela 
signifie que leur présence a fragilisé l’éprouvette. 
Cependant, ces particules sont également présentes sur le faciès de rupture de 
l’éprouvette 6972_F, sans pour autant avoir été détectées au site d’amorçage du clivage. 
 
Enfin, il est important de rappeler qu’aucune particule ou inclusion n’a été observée sur 
les 5 autres éprouvettes. De plus, de petites zones ductiles sont observées à proximité du site 
d’amorçage sur toutes les éprouvettes. Cette observation avait déjà été faite sur les 
éprouvettes de métal de base (§III.5.2).  
 
IV.6.5. Nature des inclusions 
 
Une analyse EDS est menée afin de déterminer la nature des particules observées sur les 
faciès de rupture et au site d’amorçage du clivage sur 2 éprouvettes. Cette analyse révèle la 
présence de titane, de silicium et d’oxygène (Figure IV-26). Cependant, la raie de l’oxygène 


























Element   O  Al  Si  Ca  Ti  Mn  Fe 
% Masse   15.92    4.08   12.84    5.95    2.97   11.35   46.90 
% Atomique   34.78    5.29   15.98    5.19    2.16    7.23   29.36 
Figure IV-26 : Analyse EDS d’une particule sphérique au point d’amorçage du clivage. 
 
Afin de préciser l’origine de ces particules, le joint soudé complet est observé au MEB. 
Quelques particules sont observées dans le métal de base, mais en quantité très nettement 
inférieure à ce qui peut être observé sur les faciès de rupture dans la ZAT. En revanche de 
nombreuses inclusions, comportant les mêmes éléments, sont trouvées dans la zone fondue à 
la limite avec la ZAT. Ces inclusions sont donc très probablement dues au procédé de 
soudage. 
 
Le prélèvement des éprouvettes permet de tester toute l’épaisseur de la ZAT, car le front 
de fissure, dans sa largeur, passe de l’interface avec le MD à l’interface avec le MB. D’après 
ces observations, il existe un risque de clivage plus important du coté de la ligne de fusion dû 
à la présence de ces impuretés. Effectivement, on remarque que 5 éprouvettes sur 8 ont 




présenté des sites d’amorçage du clivage à moins de 1 mm du bord de l’éprouvette. 
Cependant l’interface correspondante n’a pas été relevée.  
 
 
IV.7. Conclusions sur la Caractérisation des Joints Soudés 
 
 
Ce chapitre présente la caractérisation des joints soudés des tubes en acier TU42 C et 
leur comportement à rupture dans la partie supérieure du domaine de transition. 
 
Une brève étude bibliographique nous a permis de souligner les propriétés spécifiques 
des joints soudés. Dans le cadre de l’étude de la rupture fragile des soudures, cette analyse 
met en avant l’importance de la microstructure, des contraintes résiduelles et du 
vieillissement. Il apparaît également que le mismatch joue un rôle important sur la ténacité et 
que l’analyse numérique reste indispensable pour évaluer finement l’intégrale J. 
 
Le joint soudé de l’étude est un joint de raboutement du tube en acier TU42 C utilisé 
dans les chapitres précédents. Il s’agit d’un joint circonférentiel en V. 
L’analyse micrographique montre l’influence des passes successives sur la 
transformation de la microstructure. Dans la zone fondue, la zone brute de solidification est 
probablement la plus vulnérable au clivage du fait de la taille importante des grains. Dans la 
ZAT, il semble que ce soit la ZAT à gros grains et la « ZAT à gros grains réchauffée » qui 
soient les microstructures les plus fragiles pour la même raison. 
 
Du point de vue mécanique, on distingue 3 zones dans le joint soudé : le métal de base, 
le métal déposé, et la ZAT. Les propriétés de traction du métal déposé ont été évaluées grâce à 
des éprouvettes plates prélevées dans un moule de qualification entre –50°C et la température 
ambiante. Les courbes de traction du métal déposé ont révélé un mismatch de l’ordre de 1,6. 
Des éprouvettes de traction plates ont également été prélevées avec succès dans l’épaisseur de 
4 mm de la ZAT. La limite d’élasticité de la ZAT est intermédiaire entre celle du métal de 
base et du métal déposé.  
 
La résistance à la déchirure ductile de la ZAT a été évaluée à partir d’une éprouvette 
CT12 dont l’épaisseur a été réduite à 6 mm afin que le front de fissure soit entièrement 
contenu par la ZAT. Là encore un soin particulier a été apporté au prélèvement afin de 
s’assurer de la bonne position de la ZAT. Une ténacité à l’amorçage ductile de 350 kJ/m² a été 
évaluée. Cependant on constate une forte dispersion. Cette dispersion peut être due aux 
variations de propriétés de la ZAT ou à une faible précision de la détection de l’amorçage 
ductile. 
 
Un modèle de calcul aux éléments finis spécifique a été développé afin de vérifier la 
validité de la norme pour le calcul de J sur cette éprouvette CT12Ep6. Pour ce modèle, les 
caractéristiques des matériaux sont définies par des champs par éléments, si bien qu’il n’est 
plus nécessaire de mailler les interfaces entre les différentes zones. On a ainsi pu vérifier que 
le calcul analytique de J reste parfaitement acceptable pour cette éprouvette. On constate par 
ailleurs une forte variation de J sur le front, de l’ordre de 40%.  
 
La partie supérieure du domaine de transition a été décrite par une série d’essai sur deux 
géométries d’éprouvette : des éprouvettes CT12Ep6 et des éprouvettes SENB01 d’épaisseur 




également réduite à 6 mm et prélevées de manière identique aux CT12Ep6. Etant donné le 
nombre réduit d’éprouvettes, nous n’avons pas cherché à identifier une température 
d’apparition du clivage pour chaque géométrie. En revanche le comportement a été évalué à 
une température où la rupture est soit entièrement ductile, soit ductile puis fragile : -50°C pour 
les éprouvettes SENB01Ep6 et –30°C pour les éprouvettes CT12Ep6. 
 
Les éprouvettes rompues par clivage lors de ces essais ont été observées au MEB. Les 
sites d’amorçage du clivage ont été repérés. Deux d’entre elles ont révélé une particule au site 
d’amorçage. Une analyse EDS indique que ces particules contiennent du titane et du silicium. 
De nombreuses autres particules du même type sont présentes sur certains faciès de rupture. 
Plus précisément ces impuretés se retrouvent dans une zone proche de la ligne de fusion. Elles 
ont donc pour origine le procédé de soudage et fragilisent très vraisemblablement la ZAT.  
 
 
On comprend donc à travers ce chapitre que le comportement à rupture du joint soudé 
est différent de celui du métal de base car les mécanismes de clivage sont différents et plus 
divers. De plus, les interprétations numériques des essais demandent la mise en place de 
modélisations spécifiques, généralement plus complexes que pour le métal de base.  
Un critère de rupture en contrainte seuil a été développé au Chapitre II. Notre objectif 
est d’identifier les paramètres de ce critère sur le métal de base et dans la ZAT afin de prédire 
la température d’apparition du risque de clivage sur une structure, avec ou sans joint soudé. 
Par manque de temps, seule la partie de ce travail consacrée au métal de base a pu être 
développée durant la thèse. Nous laissons donc maintenant de côté l’étude du comportement à 
rupture des joints soudés. Le prochain chapitre est consacré à l’identification des paramètres 
du critère en contrainte seuil sur le métal de base à partir des essais de rupture réalisés dans la 
partie haute de la transition fragile/ductile. Bien entendu, la problématique liée aux joints 
soudés reste prise en compte dans nos développements. 
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Chapitre V    - Identification du critère en 
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Le Chapitre II a présenté la mise en place d’un critère de rupture fragile succédant à une 
déchirure ductile, éventuellement importante. Ce critère est basé sur l’hypothèse simple qu’il 
existe une contrainte seuil en dessous de laquelle le clivage ne peut se produire. Ce critère a 
été développé sur un matériau de cuve à partir d’une base d’essais incluant une large gamme 
de géométries et de températures. Nous allons présenter dans ce chapitre une identification 
des paramètres de ce critère sur l’acier TU42 C des tubes du circuit secondaire. La forte 
dépendance à la température du comportement dans la partie supérieure de la zone de 
transition exige de couvrir par les essais une large plage de température. Appliquer ce type de 
critère à une structure mince pose le problème du prélèvement d’éprouvettes dans cette 
structure : l’épaisseur faible de la structure impose des conditions sévères de géométrie. De 
plus, c’est le joint soudé dans cette structure qui nous intéresse. Il convient d’une part de 
caractériser le joint soudé ce qui ne peut se faire qu’en utilisant des éprouvettes de taille 
réduite donc non normalisées, d’autre part de réduire le nombre d’éprouvettes nécessaires à 
l’identification du critère.  
 
Il est utile de rappeler ici la forme du critère en contrainte seuil. Il exprime la probabilité 
de rupture par clivage en cours de déchirure ductile : 
 
( )[ ]thY VFexpPr ⋅−−= σ1          (V-1) 
avec  
F Fonction de Sensibilité, dépendante de la limite d’élasticité σY 
Vth Volume seuil, c’est-à-dire volume où la contrainte principale maximale dépasse la 
contrainte seuil σth  
 


























σ         (V-2) 
avec 
σY  MPa Limite d’élasticité 
σY0 MPa Limite d’élasticité seuil, représentative de la limite d’élasticité à la  
température en dessous de laquelle le clivage ne peut plus avoir lieu. 
m  Module. Il peut être déduit des essais sur AE 
V0 mm3 Volume élémentaire 
σu MPa Contrainte de normalisation  
 
Dans un premier temps, nous allons évaluer la contrainte seuil du matériau TU42 C à 
partir d’essais sur éprouvettes AE2 rompues à –175°C. Cette série d’essais va également 
permettre d’évaluer le module m, dont nous avons montré la transférabilité au Chapitre II.  
Une seconde partie sera consacrée à l’interprétation des essais du Chapitre III réalisés 
sur les éprouvettes CT et SENB dans la partie haute de la transition. Nous chercherons à 
évaluer l’influence de la géométrie sur les paramètres du critère en contrainte seuil. Chaque 
essai sera interprété numériquement par un calcul aux éléments finis qui permettra d’évaluer 




les volumes Vth à rupture. Cependant, afin de réduire le nombre et la longueur des calculs, 
nous nous appuierons fortement sur les relations établies au chapitre II : 
 Vth est proportionnel à ∆a sur éprouvettes CT 
 Vth varie linéairement avec la limite d’élasticité σY 
Nous évaluerons sur certains essais les contraintes en cours de déchirure ductile, et 
notamment la contrainte au point d’amorçage du clivage localisée grâce aux observations 
MEB présentées au Chapitre III. 
Ces essais seront utilisés pour l’identification de la fonction de sensibilité F. Ces essais 
étant réalisés de part et d’autre de la frontière supérieure du domaine de transition, nous 
discuterons de la pertinence du modèle en contrainte seuil en regard de son application au cas 
limite de la disparition du clivage.  
 
V.2. Interprétation des essais sur éprouvette AE 
 
V.2.1. Conditions d’essai sur éprouvettes AE et résultats 
 
A propos des essais sur éprouvettes AE, [Chapuliot - 04] montre (Figure V-1) qu’au-
dessus d’une température donnée, la déformation moyenne à rupture atteint un palier 
dépendant de la géométrie. Le chargement à rupture est donc lié à la géométrie de 
l’éprouvette et non à une valeur critique intrinsèque au matériau. Ce constat s’explique par 
une instabilité géométrique : pour un essai en déplacement imposé du vérin, passé un niveau 
élevé de déformation, la partie entaillée de l’éprouvette commence à perdre sa résistance et 
l’effort à chuter. La partie hors entaille de l’éprouvette (ainsi que de la ligne de charge) se 
décharge élastiquement, ce qui impose un déplacement additionnel au niveau de l’entaille, 





























Figure V-1 : Déformations moyennes à rupture observées par [Chapuliot - 04] lors 
d’essais sur éprouvettes AE2 et AE10 sur un acier de cuve de type 16MND5 
 
Afin d’identifier la contrainte seuil de rupture par clivage de notre matériau, il est donc 
indispensable d’éviter ce phénomène d’instabilité par déformation critique : la rupture doit 
être pilotée par le niveau de contrainte, ce qui  est favorisé par une entaille aiguë. Nous 




utilisons donc des éprouvettes AE2 (Figure V-2 a). Nous nous attachons ensuite à descendre à 
une température suffisamment basse pour ne pas obtenir de chute d’effort avant la rupture. 
Cette condition est remplie à –175°C (Figure V-2 b). Une quinzaine d’essais sont réalisés à 
cette température, à vitesse de déplacement du vérin imposée de 0.5 mm/min. Ces essais sont 
plus largement détaillés en annexe D. 
 
Nous constatons sur la courbe Force-Réduction diamétrale (Figure V-2 b) une 
irrégularité de l’effort après le coude de plastification.. Cette irrégularité peut être due au 
comportement de notre matériau au dépassement de la limite d’élasticité : nous avons constaté 
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Essai N°05-138 à -125°C
Essai N°05-139 à -150°C
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Figure V-2 : a) Géométrie des éprouvettes AE2 prélevées dans le sens L du tube 
b) Comportement Force-Réduction diamétrale de –125°C à –175°C. 
 
Les contraintes et déformations moyennes dans la section minimale en cours d’essai 




















12 ∆ε −−=         (V-4) 
avec 
F Force imposée 
∆D/D0  Réduction diamétrale relative avec ∆D = D0-D >0  
 
 




V.2.2. Calcul de la contrainte principale maximale à rupture 
 
Afin de connaître les valeurs des contraintes principales maximales au moment de la 
rupture, les essais sur éprouvettes AE sont interprétés par un calcul aux éléments finis 2D 
axisymétrique. Le modèle prend en compte les grands déplacements et les grandes 
déformations. La loi de comportement utilisée à –175°C, rentrée point par point, est celle 
issue des essais de traction présentés au Chapitre III. La Figure V-3-a montre que l’évolution 
de la contrainte moyenne en fonction de la déformation moyenne est surestimée par le calcul. 
Cette surestimation d’environ 9% est quasi constante sur toute la plage de déformation. Une 
modification de la courbe de traction en entrée du calcul est effectuée : les contraintes vraies, 
limite d’élasticité comprise, sont réduites de 9%, en proportion de la surestimation. Les 
résultats numériques sont alors superposés aux résultats expérimentaux dans le diagramme 
σmoy-εmoy (Figure V-3-a). 
Le coefficient k11 est défini comme le rapport entre la contrainte principale maximale 
σ11_MAX et la contrainte moyenne σmoy . Ce rapport est quasi constant, avec une variation 
globale < 3% sur la plage considérée de déformations, et est indépendant de la courbe de 
traction (Figure V-3-b). C’est un coefficient géométrique et non « matériau ». Les contraintes 
principales maximales à rupture sont donc déduites des contraintes moyennes expérimentales 
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Figure V-3 : a) Evolution de la contrainte moyenne en fonction de la déformation 
moyenne, Comparaison Essai/Calcul ; b) Evolution du coefficient k11 en fonction de la 




Les valeurs de contraintes et déformations moyennes à rupture dans la section minimale 
ainsi que les contraintes principales maximales à rupture (calculées par éléments finis) sont 
reportées sur la Figure V-4. 




Nous constatons une dispersion importante des déformations à rupture, ce qui confirme 
que la rupture n’a pas lieu à partir d’une instabilité géométrique. Une dispersion des 
contraintes moyennes à rupture est également observée avec un palier haut autour de 
1370 MPa. La valeur minimale de la contrainte principale à rupture fournie une première 
approximation de la contrainte seuil :  
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MIN (σ11_MAX) = 1340 MPa 
 
Figure V-4 : Contraintes moyennes et principales maximales à rupture en fonction des 
déformations moyennes mesurées à rupture sur les essais AE2 à -175°C 
 
V.2.4. Détermination du module m et de la contrainte seuil σth   
 
On ne connaît pas les positions des sites d’amorçage du clivage pour ces essais. La 
contrainte seuil σth est donc évaluée, comme au Chapitre II sur l’acier 22NiMoCr37, à partir 
des valeurs maximales de la contrainte principale à rupture. 
 
Les essais sont classés par ordre croissant de contrainte principale maximale à rupture et 




=           (V-5) 
où i est le rang de l’essai dans le classement et N le nombre total d’essais (N=15). Une loi de 
distribution de Weibull à 3 paramètres est ajustée afin de décrire les probabilités 
expérimentales. Deux techniques sont testées pour cet ajustement : 
 une méthode du maximum de vraisemblance adaptée pour 3 paramètres, 
 une méthode des moindres carrés sur une régression linéaire dans l’espace 
Ln [Ln(1-PR)] = f [Ln (σ11_MAX - σth)]. 
 
La méthode du maximum de vraisemblance converge vers le triplet :  
(mAE ; σu_AE ; σth_AE) = (27.5 ; 915 MPa ; 540 MPa) 




Cette contrainte seuil n’est pas acceptable car trop éloignée de la valeur minimale à rupture 
(1340 MPa). 
 
La méthode par régression linéaire impose un choix de la contrainte seuil. Sur une plage 
de contraintes seuil de 0 à 1320 MPa, la différence entre la distribution expérimentale et la 
distribution de Weibull au sens des moindres carrés varie peu et le minimum est atteint pour 
une contrainte seuil nulle (Figure V-5), ce qui n’est toujours pas acceptable. On constate sur 
ces régressions une relation de linéarité entre m et σu et entre σu et σth (Figure V-6). La 













































σu Estimateur de σu, qui converge vers σu selon la méthode du maximum de 
vraisemblance 
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Figure V-5 : Ajustement d’une distribution de Weibull à 2 paramètres, sans contrainte 
seuil, sur les valeurs de contraintes principales maximales à rupture lors des essais sur les 
éprouvettes AE2 à –175°C 








































Figure V-6 : Relations linéaires entre m, σu et σth obtenues par une régression linéaire 
sur les probabilités de rupture expérimentales dans l’espace 
Ln [Ln(1-PR)] = f [Ln (σ11_MAX - σth)] 
 
Il s’avère donc difficile d’identifier une contrainte seuil par ajustement une distribution 
de Weibull à trois paramètres. Cette difficulté est liée au nombre relativement réduit d’essais 
(seulement 15 points) et également au palier constaté sur les valeurs de contraintes à rupture 
(Figure V-4). On peut aussi s’interroger sur l’unicité de la solution de l’ajustement du modèle 
de Weibull à 3 paramètres. 
Par comparaison avec la valeur de contrainte seuil déterminée au Chapitre II sur le 
matériau 22NiMoCr37, on décide donc de prendre comme contrainte seuil une valeur arrondie 
par défaut de la plus basse contrainte principale à rupture : 
 
σth =1300 MPa 
 
Cette valeur de contrainte seuil peut également être obtenue en localisant l’identification sur 
les basses probabilités, à savoir les 7 premiers points de rupture. De cette manière on écarte 
les points appartement au palier. On en déduit les deux autres paramètres de la 
distribution (Figure V-7), dont le module m que l’on suppose transférable à d’autres 
géométries d’éprouvettes (il perd donc son indice « AE ») : 
 
m = 3.0 et σu_AE =156 MPa 
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Figure V-7 : Distribution des valeurs de contraintes principales maximales à rupture sur 
les essais d’éprouvettes AE2 à –175°C 
 
On constate que cet ajustement décrit mieux les basses probabilités que la partie haute 
de la distribution. Cette partie haute est particulièrement difficile à ajuster à cause du palier 
constaté Figure V-4 dans les contraintes à rupture. Il est d’ailleurs possible que le modèle ne 
s’applique pas à ce palier : ces points sont peut-être représentatifs d’un phénomène de rupture 
légèrement différent du clivage, et peuvent résulter d’une instabilité du type de celle évoquée 
au §V.2.1. Cependant, dans la recherche de la contrainte seuil, il est plus important de 
proprement décrire les basses probabilités.  
 
On a donc identifié deux paramètres du critère en contrainte seuil à partir des essais sur 
éprouvettes AE : le module m et la contrainte seuil σth . Les deux autres paramètres σu.V01/m et 
σY0 définissant la fonction de sensibilité F doivent ensuite être identifiés sur des essais de 
rupture dans la partie haute de la transition en ajustant le modèle sur les probabilités 



















V.3. Interprétation des essais de mécanique de la rupture 
 
Nous considérons, pour la suite de l’identification du critère en contrainte seuil, les 
essais réalisés sur éprouvettes CT12, SENB(a/W=0.5) et SENB(a/W=0.1) dans la partie haute 
de la transition et présentés au Chapitre III. Afin d’identifier la fonction de sensibilité F à 
partir des probabilités de rupture expérimentales sur chaque type d’éprouvette, il est 
nécessaire de connaître les volumes seuils à rupture pour les éprouvettes clivées, ou en fin 
d’essai pour les éprouvettes non-clivées. Nous allons dans un premier temps exposer les 
simulations par éléments finis utilisées dans ce but. Nous analyserons les niveaux de 
contrainte atteints à l’amorçage et en cours de propagation. Nous tenterons en particulier 
d’évaluer les contraintes au site d’amorçage du clivage sur quelques éprouvettes CT. Enfin 
nous présenterons les évaluations des volumes seuils avec les hypothèses nécessaires pour 
chaque type d’éprouvette. 
 
V.3.1. Simulation numérique des essais sur éprouvette CT12 
 
Le volume excédant la contrainte seuil en cours de déchirure est évalué sur les essais sur 
éprouvettes CT par une simulation par éléments finis très proche de celle présentée au 
Chapitre II. Afin de décrire proprement les champs de contraintes et de déformations en 
pointe de fissure, on réalise un calcul 3D en grands déplacements et grandes déformations 
avec une taille de maille en pointe de fissure de 250µm. Les éléments sont quadratiques à 20 
nœuds. Seul un quart de l’éprouvette est modélisé en tenant compte des symétries 
géométriques et de chargement. Les lois de comportement utilisées sont celles issues des 
courbes de traction présentées au Chapitre III. Le déplacement est imposé au niveau du centre 
de la goupille. 
La déchirure est simulée par un relâchement de nœuds. Ce relâchement est piloté par la 
courbe ∆a=f(Ouverture) déterminée expérimentalement. A chaque pas de calcul, la valeur de 
l’ouverture est calculée. On en déduit alors la longueur de fissure correspondante et le nombre 
de nœuds à relâcher avant de poursuivre le calcul. Le relâchement de nœuds lui-même 
consiste en un changement des conditions aux limites : il faut laisser libre le déplacement en 
ouverture des nœuds précédemment bloqués dans le plan de symétrie. Cette procédure 
suppose de connaître par avance le trajet et la forme du front de fissure car il faut mailler les 
différents fronts dès le départ du calcul. Deux hypothèses simplificatrices sont donc faites sur 
la forme du défaut : 
 on a modélisé un front toujours rectiligne, ce qui reste une approximation malgré la 
présence d’entailles latérales ; 
 la longueur initiale du défaut est prise égale à la longueur moyenne de pré-fissuration. 
 
Pour les essais sur éprouvettes CT, 4 calculs ont été effectués selon cette procédure pour 
les températures de –35°C, -25°C, -20°C et –10°C, sur une longueur de déchirure de 5 mm. 
Le calcul simulant le comportement à –20°C est examiné plus en détail car à cette 
température certaines éprouvettes sont restées ductiles alors que d’autres ont rompu par 
clivage après une large déchirure. En premier lieu on constate que le calcul par relâchement 
de nœuds s’écarte légèrement du comportement global expérimental. Après 2 mm de 
propagation, l’effort est surestimé de 10%, puis l’écart s’amenuise (Figure V-8). Etant donné 
les hypothèses rappelées plus haut cet écart est compréhensible et reste acceptable pour la 
suite. 
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Figure V-8 : Comparaison des comportements globaux expérimentaux et calculés. Le 
comportement calculé par relâchement de nœuds s’écarte légèrement du comportement 
expérimental, bien qu’il soit piloté par la loi expérimentale ∆a=f(Ouverture). 
 
 
V.3.2. Simulation numérique des essais sur éprouvettes SENB 
 
Le calcul du volume seuil Vth sur les éprouvettes SENB (a/W=0.5) et SENB (a/W=0.1) 
demande la mise en place d’une simulation numérique spécifique. Pour ces éprouvettes 
soumises à de la flexion 3-points, nous avons dans un premier temps recherché à modéliser 
proprement les conditions aux limites sur des calculs 2D sans simulation de la propagation. La 
déchirure a été simulée dans un deuxième temps sur ces essais par un relâchement de nœuds, 
en 2D puis en 3D, suivant la même méthodologie que pour les éprouvettes CT.  
 
V.3.2.1. Choix des conditions aux limites en flexion 3-points. 
 
Nous nous attachons dans ce paragraphe à reproduire numériquement le comportement 
global Force-Ouverture d’une éprouvette SENB05 rompue à -25°C. On s’intéresse 
particulièrement ici à modéliser correctement la condition de contact de l’appui central de 
l’éprouvette. Cet appui est constitué, lors de l’essai, par un rouleau métallique, de module 
d’Young 210 GPa, qui se loge dans la gorge de centrage de l’éprouvette (Figure V-9). Le 
rouleau et la gorge n’ont pas le même diamètre en début d’essai, mais l’éprouvette se déforme 
fortement à cet endroit et la surface de contact varie en cours d’essai. Trois propositions de 
conditions aux limites sont étudiées : 
 Option 1 : Le maillage d’un rouleau d’appui solidaire de l’éprouvette. Ce rouleau est 
élastique de module d’Young égal à celui de l’éprouvette (204 GPa). 
 Option 2 : L’utilisation de l’opérateur CAST3M « IMPOSE » qui permet de modéliser 
un contact entre 2 maillages par leur non-interpénétration, en 2D uniquement. 




 Option 3 : L’utilisation d’une relation cinématique sur les déplacements des nœuds de 
la surface de l’éprouvette. Cette relation impose aux nœuds une distance à l’axe du 
rouleau supérieure ou égale au rayon de celui-ci. Le rouleau est donc supposé 
indéformable. 
Les maillages correspondants à ces différentes options sont représentés Figure V-10. 
 
Les résultats des calculs élasto-plastiques 2D et 3D sont présentés Figure V-11. Ils 
permettent de conclure que : 
 l’option 1 est inadaptée car supposer le rouleau solidaire de l’éprouvette impose une 
rigidité supplémentaire dans la direction →Ox, qui entraîne une surestimation de l’effort 
global ; 
 l’option 2 permet de reproduire correctement le contact. Aucune rigidité parasite 
n’apparaît et le maillage déformé de l’éprouvette épouse la forme du rouleau. 
L’hypothèse de contraintes planes en 2D permet de reproduire le comportement global 
de l’éprouvette. Cependant cette hypothèse n’est pas réaliste physiquement. De plus, 
cette option n’est pas disponible en 3D. 
 l’option 3 permet, comme l’option 2, de simuler le contact sans imposer de rigidité 
supplémentaire et de reproduire le comportement global Force-Ouverture de 
l’éprouvette. De plus, elle peut être utilisée en 3D. 
 
Il est évident que le calcul du volume seuil sera plus précis à partir d’un modèle 3D. 





















Figure V-9 : Géométrie plane au contact entre le rouleau d’appui central et l’éprouvette 











Gorge de centrage de rayon 15 mm 
 
Rondin d’appui de rayon 10 mm 





a) Maillage de l’éprouvette SENB dans son ensemble 
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b) Option 1 
Maillage du rouleau solidaire 
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c) Option 2 
Maillage du rouleau pour 
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Figure V-10 : Maillages de l’éprouvette SENB05 et des différentes options de 
conditions aux limites 
 




















 Courbe expérimentale Essai N°04-117 à -25°C
 Calcul 2D  Déformations Planes - Option 2
 Calcul  2D Contraintes Planes - Option 2
 Calcul  3D - Option 1
 Calcul  3D - Option 3
 
Figure V-11 : Comparaison des modélisations numériques relatives aux 3 options de 
conditions aux limites pour la modélisation du contact de l’appui central des éprouvettes 
SENB en flexion 3-points avec le comportement expérimental. 
 
V.3.2.2. Correction de l’ouverture sur les éprouvettes SENB01 
 
Expérimentalement, il n’est pas possible, sur les éprouvettes SENB01, de mesurer 
directement l’écartement des lèvres de fissure car la fissure est trop petite pour y usiner un 
support d’extensomètre. On utilise alors des couteaux vissés. La Figure V-12-a présente le 
plan de l’éprouvette SENB01 avec ces couteaux de mesure de l’ouverture. Les points A et A’ 
représentent la centre de la zone de fixation de chaque couteau. La Figure V-12-b présente un 
schéma de l’éprouvette déformée sous le chargement de flexion. On comprend que 
l’ouverture « d » mesurée au point B en pointe du couteau est liée au déplacement et à la 
rotation du point A au centre de la zone de fixation du couteau. Cette ouverture est a priori 
différente de l’ouverture au point C sur la lèvre de fissure en surface. 
 
Sur la modélisation numérique, il est possible d’accéder à l’ouverture du point C, mais 
elle présente peu d’intérêt puisque qu’on ne peut pas la comparer à la mesure expérimentale. 
Le couteau n’est pas modélisé. Le déplacement du point B en pointe du couteau est donc 
obtenu numériquement en considérant le déplacement du point A que l’on corrige en tenant 
compte de la rotation du couteau supposé rigide. On suppose également que la rotation du 
couteau est égale à la rotation de la surface de l’éprouvette au niveau du point A. Cette 
technique s’est révélée efficace pour des essais à très basse température avec peu de plasticité 
[Yuritzinn - 03]. Elle doit être vérifiée ici en conditions de grands déplacements. L’ouverture 
« d » au niveau du point B s’écrit donc :  
 
d = d0 + 2.{Ux(A) + l.sin(θ) + L.[1-cos(θ)]}     (V-6) 





Les calculs confirment l’écart important entre l’ouverture de la lèvre de fissure en C et 
la mesure expérimentale sur les couteaux (Figure V-13). L’ouverture calculée au point B à 
partir du déplacement et de la rotation du point A permet de retrouver le comportement global 
de l’éprouvette même après une large plastification. 
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 d = d0 + 2.{Ux(A) + l.sin(θ) + L.[1-cos(θ)]} 
 
Figure V-12 : a) Géométrie de l’éprouvette SENB01 et des couteaux pour la mesure de 
l’ouverture ; b) Schéma de la déformation de l’éprouvette et définition des points A B et C. 
 






















Courbe expérimentale Essai N°04-236 à -50°C
Calcul 3D : Ouverture de fissure
















au point B (couteau) 
au point C (lèvre) 
 
Figure V-13 : Comparaison de la simulation numérique du comportement Force-
Ouverture avec le résultat expérimental. Zoom sur les pentes élastiques. 
 
V.3.2.3. Difficultés numériques rencontrées lors des calculs de 
propagation sur SENB 
 
Après avoir pris soin de modéliser précisément l’appui central des éprouvettes SENB en 
flexion 3-points et de retrouver l’ouverture expérimentale des éprouvettes SENB01, la 
déchirure est simulée par relâchement de nœuds, suivant la même méthodologie que sur les 
éprouvettes CT. Le relâchement est piloté par les courbes ∆a=f(Ouverture) déterminées 
expérimentalement sur ces essais. A chaque pas de calcul, la valeur de l’ouverture est 
calculée, et corrigée dans le cas des éprouvettes SENB01. On en déduit la longueur de fissure 
correspondante et s’il est nécessaire de relâcher les nœuds d’une maille avant de poursuivre le 
calcul. Le front de fissure est toujours supposé rectiligne. Les mailles en pointe de fissure et 
sur le ligament mesurent 194x200x250µm3 pour les éprouvettes SENB05 et (194µm)3 pour 
les éprouvettes SENB01. Chaque relâchement fait donc avancer la fissure de 250µm sur les 
éprouvettes SENB05 et de 194 µm sur les éprouvettes SENB01. 
 
Deux calculs sont effectués sur chaque géométrie : à –35°C et –25°C sur éprouvettes 
SENB05 et à -50°C et -20°C sur éprouvettes SENB01. Ces calculs montrent des difficultés de 




convergence après les relâchements de nœuds. Ces difficultés semblent liées à une saturation 
de la mémoire du calculateur, car les non-convergences sont observées à des instants 
différents suivant la capacité de la machine de calcul utilisée. Ces instabilités nous 
contraignent à traiter les données avant chaque relâchement de nœud, car les sauvegardes et 
donc le post-traitement ne sont plus garantis lorsque le calcul diverge ou sature la mémoire. 
Dans tous les cas, les sauvegardes sont limitées en nombre de pas de calcul : 1 pas sur 5 est 
sauvegardé si le calcul reste stable jusqu’à la fin. Sinon, avant chaque relâchement, les 2 
derniers pas sont sauvegardés dans un fichier séparé. Tous les champs mécaniques ne sont pas 
enregistrés. En conséquence, les dépouillements de ces calculs offrent peu de souplesse.  
Les origines de ces difficultés numériques restent mal comprises, d’autant plus que les 
calculs sur éprouvettes CT ne montrent pas ces instabilités alors que la taille du maillage, le 
modèle et la procédure de relâchement sont comparables.. Le Tableau V-1 compare quelques 
caractéristiques sur 3 calculs représentatifs de chaque géométrie. 
 
 Géométrie 
 CT12 SENB05 SENB01 
Température -10°C -35°C -50°C 
Nombre de nœuds du 
maillage 
42087 36436 42706 
Nombre d’éléments 9281 7960 9488 
Taille de maille ~250 µm ~250 µm ~200 µm 
Taille de la matrice 13,6 Mo 12,0 Mo 14,8 Mo 
Temps CPU 272400 s 
soit 3j 3h 40 min 
59300 s 218893 s 
Nombre de pas de calcul 401 240 341 
Nombre de relâchements 
de nœuds effectués avant 
l’arrêt du calcul 
20 mailles 




Arrêt par instabilité 
6 mailles (= 1.20 mm) 
Arrêt par non-
convergence 
Pas de calcul 
Sauvegardés 
1 pas sur 5, 
 soit 80 pas 
Les 2 pas précédant 
chaque relâchement, 
soit 8 pas 
1 pas sur 5, 
 soit 68 pas 
Tableau V-1 : Comparaison des caractéristiques techniques de 3 calculs sur 3 
géométries différentes 
 
La simulation de la déchirure a donc été réalisée pour des valeurs d’avancée de fissure 
assez courtes, de l’ordre du millimètre. Le comportement global est correctement reproduit 
(Figure V-14). 


















Courbe expérimentale Essai N°04-236 à -50°C
Calcul 3D par relâchement de noeuds
 
Figure V-14 : Comparaison des simulations numériques des comportements Force-











V.3.3. Contraintes principales à rupture 
V.3.3.1. Contraintes principales maximales à l’amorçage de la 
déchirure 
 
Une évaluation précise des contraintes principales maximales à l’amorçage de la 
déchirure est difficile. En effet, notre matériau présente une ténacité à l’amorçage ductile 
élevée (285 kJ/m²) et le niveau de déformation des éléments en pointe de fissure est tel à ce 
niveau de chargement que l’on observe un creux des contraintes quelques dixièmes de 
millimètre derrière le front de fissure (Figure V-15) suivi du pic classique. La contrainte 
maximale est toujours évaluée au-delà de la chute, sur le pic classique. Il est aujourd’hui 
difficile de conclure sur la réalité physique de cette chute des contraintes en pointe de fissure. 
D’autant plus que cet effet disparaît après les 1ers relâchements de nœuds. Il est donc possible 
que ces profils des contraintes souffrent d’une imprécision du calcul sur les premiers pas 
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Point de mesure de la contrainte maximale 
 
Figure V-15 : Contraintes principales maximales en avant du front de fissure sur le 
ligament central d’une éprouvette CT12 à –20°C au pas précédant le 2nd relâchement 
(correspondant à 250 µm d’avancée). On constate un creux des contraintes en avant de la 
pointe de fissure. 
 
 
Le Tableau V-2 résume les valeurs de contraintes principales maximales obtenues dans 
les calculs élasto-plastiques 3D, au pas de calcul précédant le premier relâchement de nœud, 
sur le ligament central des trois géométries d’éprouvettes de l’étude, par un lissage des 
champs de contrainte. Ce lissage consiste en une moyennation des champs de contrainte sur 
chaque élément du maillage puis un calcul des valeurs aux nœuds par l’intermédiaire des 








Géométrie CT12 SENB05 SENB01 
Température -20°C -35°C -20°C 
σ11_MAX (MPa) 1144 1084 1125 
Température  -25°C  
σ11_MAX (MPa)  1082  
Tableau V-2 : Valeurs de σ11_MAX à l’amorçage de la déchirure  
 
Si l’on considère la température la plus haute à laquelle le clivage a été observé (après 
déchirure ductile dans notre cas), on constate qu’aucune des géométries d’éprouvette ne 
présente une contrainte maximale à l’amorçage ductile plus grande que la contrainte seuil. Les 
niveaux atteints sont comparables sur les trois géométries. 
Etant donné la série de calculs disponibles, on ne peut malheureusement pas 
directement comparer ces contraintes à une même température ; seule une comparaison entre 
–20°C et –25°C est possible. On constate alors que la contrainte atteinte dans l’éprouvette 
SENB01 est plus grande que dans l’éprouvette SENB05. Cette première observation semble 
indiquer que, en régime de plasticité étendue, la taille du défaut influe peu sur le niveau de la 
contrainte principale maximale. On sait que la perte du confinement de plasticité intervient 
plus rapidement pour l’éprouvette SENB01 que pour l’éprouvette SENB05, mais cette 
différence ne semble donc pas avoir d’influence ici. 
Par ailleurs, la contrainte maximale à l’amorçage dans les éprouvettes SENB05 est 
constante avec la température, ce qui est contradictoire avec l’évolution de la limite 
d’élasticité. Cette constatation nous indique que ces niveaux de contrainte à l’amorçage 
ductile doivent être utilisés avec précaution. Une réserve reste émise sur les profils montrant 
une forte irrégularité de contrainte en pointe de fissure. Un calcul prospectif en 2D sous 
hypothèse de déformations planes montre qu’avec une taille de maille plus petite (50 µm), le 
creux de contrainte en pointe de fissure est toujours observé. Cette irrégularité est donc 
difficile à réduire pour un matériau très ductile comme le nôtre. 
 
 
V.3.3.2. Contraintes principales maximales en cours de 
déchirure 
 
Une fois la propagation de fissure amorcée, les déformations en pointe de fissure sont 
moins importantes. Le creux de contrainte en avant du front de fissure disparaît donc après les 
1ers relâchements de nœuds et les profils de contraintes calculés ne présentent plus 
d’irrégularités. 
Les contraintes principales maximales σ11_MAX sont alors évaluées dans les mêmes 
conditions que précédemment : sur les calculs élasto-plastiques 3D ( et exceptionnellement 
2D en déformations planes), par un lissage des champs de contrainte (moyennation des 
champs sur chaque élément puis calcul aux nœuds), au pas de calcul précédant chaque 
relâchement de nœud, sur le ligament central des trois géométries d’éprouvettes de l’étude. La 
température considérée est la plus haute à laquelle le clivage a été observé (après déchirure 
ductile dans notre cas). 
Eprouvettes CT12 
 
On s’intéresse dans un premier temps aux éprouvettes CT12. La Figure V-16 compare 
les évolutions de σ11_MAX obtenues par les calculs 2D en déformations planes et 3D. On 




constate que les conditions de calcul conduisent à des niveaux de contrainte différents, et à 
des évolutions de ces niveaux différentes. En 2D la contrainte σ11_MAX est d’abord constante 
puis chute après une propagation de 1.5 mm. En 3D, la contrainte σ11_MAX décrit une bosse 
dont le sommet de 1650 MPa est atteint pour 3.25 mm de déchirure. Cette comparaison 
justifie une fois encore la nécessité de procéder à des modélisations 3D, malgré les difficultés 
supplémentaires qu’elles engendrent au niveau des capacités de calcul. 
 
L’évolution du pic de contrainte avec l’avancée de fissure est à mettre en regard des 
résultats de rupture fragile. Toutes les ruptures fragiles sur éprouvettes CT se sont produites 
après 2 mm de déchirure, c’est-à-dire lorsque le niveau de la contrainte principale maximale 
atteint un niveau élevé autour de 1600 MPa. La contrainte seuil est dépassée en avant du front 
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Figure V-16 : Evolution de la contrainte principale maximale σ11_MAX en avant du front 
de fissure à –20°C sur CT12 en cours de déchirure. Comparaison 2D-déformations planes/3D 
 
On considère dans ce qui suit la modélisation 3D à –20°C. La Figure V-17 décrit 
l’évolution complète de la répartition de la contrainte principale σ11 sur le ligament central de 
l’éprouvette CT12, pour chaque pas précédant un relâchement de nœud. On constate 
effectivement que le creux des contraintes en avant de la pointe de fissure disparaît après 2 
relâchements. 
 
Les observations au microscope électronique à balayage présentées au §III.5.3.1 ont 
révélé sur les éprouvettes CT12 que plus la déchirure ductile était importante, plus la distance 
du front de propagation ductile au site d’amorçage du clivage était courte. 
 
Sur nos modélisations, la distance du front de fissure au pic de contrainte ne peut être 
évaluée qu’avec une faible précision, de l’ordre de la demi-taille de maille (125 µm). En 
conséquence, elle semble rester constante en cours de propagation. 

















0.0 1.0 2.0 3.0 4.0 5.0 6.0 7.0 8.0 9.0 10.0
























Figure V-17 : Description complète de l’évolution de la contrainte principale sur le 
ligament central de l’éprouvette CT12, pour chaque relâchement de nœud.  
 
 
Bien que l’on se situe à la température limite au-delà de laquelle le clivage n’apparaît 
plus, les niveaux de contraintes calculés ici sont bien supérieurs à la contrainte seuil σth. La 
simulation de l’essai à –10°C nous indique également des niveaux de contrainte supérieurs à 
σth, pouvant aller jusqu’à 1610 MPa. Ce dépassement de la contrainte seuil à des températures 
où le clivage disparaît avait également été observé sur les essais d’éprouvettes CT de la base 
« Euro Fracture Toughness Dataset » interprétés au Chapitre II pour l’établissement du 
critère en contrainte seuil. Nous reviendrons sur ce point au §V.5.3.1. 
 
 
Comparaison des géométries 
 
La même étude numérique est conduite sur les essais sur les éprouvettes SENB. La 
Figure V-18 compare l’évolution de la contrainte principale maximale en cours de déchirure 
sur les 3 géométries d’éprouvettes étudiées. Comme nous l’avons indiqué plus haut, les 
calculs 3D sur les 2 géométries SENB n’ont pu être menés pour des avancées de fissure aussi 
importantes que pour les éprouvettes CT. On remarque cependant que : 
 les valeurs de contrainte σ11_MAX sont du même ordre de grandeur sur les éprouvettes 
SENB01 et SENB05. Elles sont plus basses que sur les éprouvettes CT, et sont 
inférieures à σth ; 
 les valeurs de contrainte σ11_MAX sur éprouvettes SENB semblent augmenter après 
1 mm déchirure, comme sur les éprouvettes CT. 
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Figure V-18 : Comparaison de l’évolution de la contrainte principale maximale σ11_MAX 
en cours de déchirure sur les 3 géométries d’éprouvette. 
 
V.3.3.3. Contrainte principale au point d’amorçage de la rupture 
fragile 
 
A partir des observations MEB présentées au §III.5.3, la contrainte à rupture sur 
quelques essais sur éprouvettes CT a été évaluée à l’aide des calculs 3D avec relâchement de 
nœuds. Le Tableau V-3 résume les résultats de quatre éprouvettes rompues après déchirure 
ductile. 
 
 Température N°Essai Déchirure 
Ductile (mm) 
Contrainte au site 
d’amorçage du 
clivage(MPa) 
-20°C 04-071 4.8 1600 
-20°C 04-072 2.47 1610 
-25°C 04-074 4.4 1564 CT
12
 
-35°C 04-066 2.28 1480 
Tableau V-3 : Valeurs de contraintes locales au site d’amorçage du clivage sur 
éprouvettes CT12 
 
Pour les 4 éprouvettes analysées, on observe une contrainte au site d’amorçage du 
clivage comprise entre 1480 et 1610 MPa, donc bien supérieure à σth (1300 MPa). On 
constate par ailleurs que, pour les 3 éprouvettes CT à -20°C et -25°C, le site d’amorçage du 
clivage se situe au niveau du pic local de contrainte, au droit du front de fissure ductile 
(Figure V-19). Le fait d’observer un site d’amorçage au niveau du pic local de contrainte 




confirme donc que ces éprouvettes, à ces températures, se trouvent dans un état proche du cas 
limite où les conditions nécessaires au clivage n’ont été atteintes qu’au point de contrainte 
maximale. 
Seule l’éprouvette à -35°C montre un site d’amorçage du clivage en un point au-delà de 
la position du pic de contrainte, ce qui semble logique. En effet, en cours de déchirure ductile, 
le profil de contrainte se translate avec l’avancée de fissure. La contrainte seuil ayant déjà été 
atteinte en arrière du pic pour un chargement antérieur et n’ayant pas provoqué le clivage, on 
s’attend donc à ce que le site d’amorçage se situe en avant du pic (Figure V-20-b). Nous 
rappelons que, dans le cas d’une rupture purement fragile, les observations de [Chen – 98] sur 
la localisation du site d’amorçage par rapport à la position du pic de contrainte ont révélé que, 
en cours de chargement, le volume seuil s’étend en arrière ou en avant du pic (Figure V-20-a).  
 
 < 1560 MPa > 1630 MPa 1595 MPa 
Site d’amorçage du clivage 
Front de fissure ductile 
200 µm 
 
Figure V-19 : Position du site d’amorçage du clivage sur la CT12 de l’essai N°04-072 à 
-20°C et carte de contrainte associée. 
 


















Figure V-20 : Schéma d’évolution des contraintes en cours de chargement, la zone 
hachurée représente la zone où la contrainte seuil a été dépassée entre les deux instants de 
chargement représentés. a) Avant l’amorçage ductile b) Après l’amorçage ductile. 




V.3.4. Calcul des volumes seuils à rupture 
 
V.3.4.1. Volumes seuils sur CT12 
Rappelons les définitions du volume plastifié et en traction, du volume actif, et du 
volume seuil (expressions IV-7-8-9). Ces volumes sont évalués à l’aide du calcul numérique 
sur les éprouvettes CT12 à –35°C, -20°C et –10°C. Leurs évolutions en cours de déchirure 
sont tracées Figure V-21 dans le cas de l’éprouvette à –20°C. 
 ( )00 11 >≥= σε etVplastifiéVolume pleq      (V-7) 
( )00 11 >≥= σetpVactifVolume &   où pleqpleq :p εε &&& ⋅= 3
2
 (V-8) 









       (V-9) 
 
Le volume seuil est calculé par une intégration d’un champ par élément valant 1 si 
σ11 > σth et 0 sinon. Il est donc évalué à partir du champ de contrainte directement issu du 
































































Figure V-21 : Evolutions numériques, en fonction de l’ouverture de fissure, du volume 
seuil, du volume plastifié en traction et du volume actif en cours de déchirure d’une 
éprouvette CT12 testée à –20°C. 
Plusieurs remarques peuvent être faites : 
 le volume plastifié et en traction croît d’abord fortement puis atteint un palier de 
saturation peu après l’amorçage ductile : l’éprouvette est très largement plastifiée ; il 
entame ensuite une décroissance due à la réduction du volume en traction sur le 
ligament. 




 le volume actif est d’abord égal au volume plastifié, ce qui est logique car dans un 
premier temps la zone plastique s’étend puis le volume actif se distingue du volume 
plastique en commençant à décroître fortement lorsque le volume plastique est saturé. 
 le volume seuil croît régulièrement 
 
Les deux éprouvettes rompues par clivage à –20°C sont repérées sur la Figure V-21 par 
leur ouverture à la rupture fragile (droites pointillées verticales). Ces deux ruptures fragiles 
interviennent alors que le volume plastifié est saturé et que le volume actif décroît. Cette 
observation avait également été faite au §II.4.2 sur les éprouvettes CT25 à 0°C du matériau 
22NiMoCr37. 
 
Deux autres résultats importants, obtenus sur les interprétations des essais sur le 
matériau 22NiMoCr37, sont confirmés sur le matériau TU42 C : 
 Vth est proportionnel à ∆a (Figure V-22) ; 
 le taux de croissance ∆Vth/∆a peut être considéré comme variant proportionnellement 




















Figure V-22 : Evolution du volume seuil avec l’avancée de déchirure ductile, résultat de 
la simulation des essais sur CT12 à –20°C 
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Figure V-23 : Evolution du taux de croissance de Vth avec la limite d’élasticité, résultat 
des simulations des essais sur CT12 à –10°C,-20°C et –35°C. 
Les valeurs de Vth à rupture ou en fin d’essai de chaque éprouvette CT12 sont donc 
obtenues de trois manières (Tableau V-4) : 
 soit directement par le calcul aux Eléments Finis ; 
 soit, pour des longueurs de déchirure non-atteints par la modélisation, en supposant la 
proportionnalité entre Vth et ∆a toujours vraie pour ces longueurs (indiqué « Extrapolé 
en ∆a ») 
 soit, à -30°C uniquement, le taux de croissance est interpolé linéairement avec la 
limite d’élasticité (Figure V-23), et la proportionnalité entre Vth et ∆a est supposée 
vraie jusqu’à ∆a =5,5 mm 
 
Température N° Essai ∆a Clivage Vth  
 CT12 ductile  (σth = 1300 
MPa) 
Méthode de calcul de Vth 
°C  mm  mm3  
      
-35 04-066 2.28 X 47.5 Calcul numérique 
-30 04-074 5.5 X 106.0 Interpolé en température 
et extrapolé en ∆a  
-25 04-071 4.4 X 77.9 Calcul numérique 
-20 04-072 2.47 X 46.5 Calcul numérique 
-20 04-083 4.8 X 89.9 Calcul numérique 
-20 04-077 6.4  119.7 Extrapolé en ∆a 
-20 04-070 7.42  138.7 Extrapolé en ∆a 
-10 04-078 6.75  113.8 Extrapolé en ∆a 
-10 04-081 7.5  126.3 Extrapolé en ∆a 
-10 04-075 7.55  127.2 Extrapolé en ∆a 
-10 04-073 7.58  127.7 Extrapolé en ∆a 
-10 04-076 10.33  173.8 Extrapolé en ∆a 
Tableau V-4 : Valeurs de Vth en fin d’essai obtenues pour les éprouvettes CT12  
 




V.3.4.2. Volumes seuils sur éprouvettes SENB 
 
On rappelle que le volume seuil est calculé par une intégration d’un champ de contrainte 
(par élément) directement issu du calcul et sans lissage. En ce qui concerne les éprouvettes 
SENB, les niveaux de volume seuil calculés remettent en cause les niveaux de contrainte 
principale maximale calculés au §V.3.3.2, inférieurs à la contrainte seuil. Il apparaît que la 
contrainte seuil est dépassée sur l’élément en pointe de fissure impliquant un volume seuil 
non nul. En revanche, il semble que le lissage utilisé pour extraire les contraintes aux nœuds 
entraîne une sous-estimation de la contrainte maximale sur l’élément. Une plus grande 
précision doit être obtenue en affinant le maillage. Cependant, étant donné les difficultés 
rencontrées sur les modélisations des essais sur éprouvettes SENB (cf. §V.3.2.3), cette 
amélioration n’a pas été effectuée. 
 
Sur ces éprouvettes SENB, la simulation de la déchirure s’est arrêtée pour des avancées 
de fissure plus faibles que sur les éprouvettes CT. Cependant, ces avancées de fissure sont 
suffisantes pour formuler les remarques suivantes : 
 le volume seuil n’est pas proportionnel à l’avancée de fissure sur les 1ers dixièmes de 
millimètre de déchirure ; 
 on observe une évolution linéaire du volume seuil en fonction de ∆a au-delà sur les 
SENB01 (Figure V-24) et les SENB05 (Figure V-25). 
 
La non-linéarité initiale peut être associée à la mise en place d’un régime permanent en 
déchirure. Elle peut être due à une forte évolution des champs de contrainte en début de 
propagation ductile.  
De la même manière que pour les éprouvettes CT, les valeurs de Vth à rupture sont 
extrapolés linéairement en fonction de ∆a à partir des lissages présentés en Figure V-24 et 
Figure V-25.  
 
A partir des 2 seules températures modélisées pour chaque éprouvette SENB, on ne peut 
pas conclure à la linéarité du taux de croissance ∆Vth/∆a en fonction de la limite d’élasticité. 
Cependant, cette hypothèse, vérifiée sur les éprouvettes CT, est étendue aux éprouvettes 
SENB car elle est uniquement dépendante de la limite d’élasticité qui est une propriété du 
matériau. Pour les éprouvettes SENB01 entre –20°C et –50°C, on interpole donc linéairement 
les taux de croissance ∆Vth/∆a en fonction de la limite d’élasticité. Le Tableau V-5 résume les 
résultats et les méthodes d’évaluation de Vth utilisés. 
 





y = 8.51x + 3.89
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Figure V-24 : Evolution du volume seuil en fonction de l’avancée de fissure sur les 
éprouvettes SENB01 à –20°C et –50°C 
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Figure V-25 : Evolution du volume seuil en fonction de l’avancée de fissure sur les 













rature N° Essai ∆a ductile Clivage 
Vth 
(σth = 1300 
MPa) 
Méthode de calcul de 
Vth 
 °C  mm  mm3  
      
-35 04-104 1.0 X 34.6 Calcul numérique 
-35 04-110 1.74 X 51.3 Extrapolé en ∆a 
-35 04-111 3.84 X 98.6 Extrapolé en ∆a 
-25 04-105 4.77  106.7 Extrapolé en ∆a 
-25 04-112 4.64  104.4 Extrapolé en ∆a 
-25 04-116 4.97  110.4 Extrapolé en ∆a 






-25 04-118 4.94  109.8 Extrapolé en ∆a 
-50 04-236 1.11 X 17.1 Calcul numérique 
-40 04-234 2.13 X 28.1 Interpolé en 
température et 
extrapolé en ∆a 
-30 04-232 3.16 X 36.9 Interpolé en 
température et 
extrapolé en ∆a 
-20 04-235 5.26 X 53.6 Extrapolé en ∆a 
-20 04-242 8.88  88.6 Extrapolé en ∆a 
-20 04-239 8.94  89.2 Extrapolé en ∆a 
-20 04-240 9.01  89.8 Extrapolé en ∆a 






-10 04-230 7.16  63.8 Extrapolé en 
température et 
extrapolé en ∆a 
Tableau V-5 : Valeurs de Vth en fin d’essai obtenues pour les éprouvettes SENB01 et 
SENB05 testées. 
 




V.4. Ajustement de la fonction de sensibilité F 
 
Rappelons à nouveau la forme du critère en contrainte seuil. Il exprime la probabilité de 
rupture par clivage en cours de déchirure ductile : 
 
( )[ ]thY VFexpPr ⋅−−= σ1          (V-10) 


























σ         (V-11) 
Sur le matériau TU42 C de notre étude, nous avons déterminé la contrainte seuil σth et le 
module m à partir d’essais sur éprouvettes AE au §V.2.4. L’identification des autres 
paramètres, σu V01/m et σY0, nécessite une série d’essais de rupture sur éprouvettes fissurées. 
Nous utilisons donc les essais, présentés au Chapitre III, réalisés dans la partie supérieure du 
domaine de transition fragile/ductile. Les volumes seuils à rupture relatifs à ces essais ont 
donc été évalués, numériquement, au §V.3.4. 
Pour l’identification de F, nous utilisons l’ensemble des géométries et des températures. 
L’ensemble de ces cas forment une série de 29 essais au total, dont 12 ont montré une rupture 
finale fragile. 
 
V.4.1. 1ère hypothèse : σY0  dépendant de la géométrie 
 
Dans un premier temps, σY0 est identifié comme la limite d’élasticité correspondant à la 
température expérimentale de disparition du clivage pour chaque géométrie. La forte 
sensibilité du clivage à la température nous incite à déterminer précisément cette température 
de disparition du clivage. Or on dispose de peu d’essais. Pour les éprouvettes CT12 et 
SENB01, la disparition du clivage est obtenue à 10°C au-dessus de la température TMIXTE à 
laquelle la rupture a été ductile puis fragile sur certaines éprouvettes et ductile sur d’autres.  
 
ΤMIXTE (  CT12   ) = -20°C =>  σY0(  CT12  ) = σY(-10°C) = 336 MPa 
ΤMIXTE (SENB01) = -20°C => σY0(SENB01) = σY(-10°C) = 336 MPa 
 
Pour les éprouvettes SENB05, la rupture a été ductile puis fragile sur toutes les 
éprouvettes à –35°C et ductile sur toutes les éprouvettes à –25°C. Afin de préciser sur cette 
géométrie une température de disparition du clivage cohérente avec celles obtenues sur les 
deux autres éprouvettes, la température TMIXTE , non observée expérimentalement, est évaluée 
à –30°C. 
ΤMIXTE (SENB05) = -30°C =>σY0(SENB05) = σY(-20°C) = 342 MPa 
 
L’ajustement du paramètre σu V01/m est obtenu par une minimisation de la différence 
entre les probabilités analytiques et expérimentales :  
 
F(σu V01/m ; σY0 ). Vth - Ln ( 1 – Pr(σu V01/m ; σY0 ) ) = 0    (V-12) 
 
Le produit F.Vth est par la suite nommé « potentiel ». 
 




Une difficulté supplémentaire apparaît ici dans la dépendance de la probabilité 
expérimentale au paramètre à ajuster. En effet, cette probabilité est calculée à partir du 
classement des éprouvettes par ordre croissant de potentiel F.Vth en fin d’essai. Or ce potentiel 
est fonction du paramètre σu V01/m (relation IV-11). La probabilité de rupture expérimentale 
doit être re-calculée à chaque itération et le classement doit être ré-effectué. Dans la pratique, 
le classement ne varie plus après 1 ou 2 itérations. 
Plus précisément, la probabilité de rupture expérimentale est calculée de la manière 
suivante. A chaque itération, les éprouvettes sont classées par ordre croissant de potentiel 
F.Vth en fin d’essai, que la rupture ait été fragile ou non. Une probabilité de rupture 
expérimentale est associée à chaque éprouvette fragile : 
i
i N
5.0iPr −=           (V-13) 
où i est le rang de l’éprouvette dans le classement et Ni est le nombre d’éprouvettes ayant soit 
clivé, soit dépassé le potentiel F.Vth à rupture de l’éprouvette de rang i. Cette manière de 
compter a déjà été décrite au Chapitre II, §II.4. Elle permet de prendre en compte la 
population Ni la plus pertinente du point de vue de la probabilité de rupture.  
Pour m=3,0 et σth =1300 MPa, on obtient :  σu V01/m = 58,7 MPa mm3/m. Les 
distributions expérimentales et ajustées sont comparées en Figure V-26. Un bon accord global 
est obtenu. Un ajustement linéaire est également tracé (ordonnée à l’origine libre) : il est très 
proche de l’ajustement proportionnel (passant par l’origine) et conforte ainsi la solution du 
calcul itératif d’ajustement. De plus, on constate que les trois géométries sont mêlées sur cette 
distribution, ce qui confirme que les trois éprouvettes ont été testées dans des conditions 
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Figure V-26 : Corrélation entre les probabilités de rupture expérimentales et les 
potentiels F.Vth obtenues par ajustement du paramètre σu V01/m à partir de l’ensemble des 
essais de rupture dans la partie haute du domaine de transition fragile/ductile. 





La Figure V-27 présente les valeurs des potentiels F.Vth en fin d’essai pour toutes les 
éprouvettes, clivées ou non, en fonction de la température. Pour un cas de géométrie, à une 
température donnée à laquelle la rupture a été soit fragile soit ductile, on retrouve logiquement 
des valeurs de F.Vth plus élevées pour les éprouvettes ayant atteint les chargements les plus 
élevés, c’est-à-dire les éprouvettes restées ductiles. En revanche, on vérifie bien que, sur 
l’ensemble des températures, la majorité des plus forts potentiels F.Vth correspondent bien aux 
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Figure V-27 : Evolution des potentiels F.Vth pour toutes les éprouvettes avec la 
température 
 
V.4.2. 2ème hypothèse : σY0  constant sur les 3 géométries 
 
Dans le but de simplifier l’écriture de F, on considère une limite σY0 commune pour les 
3 géométries, notée σY0*. Les deux paramètres, σY0* et σu V01/m, sont cette fois ajustés. On 
procède de la même manière que précédemment en minimisant la différence entre les 
probabilités analytiques et expérimentales, et en incluant le calcul itératif de la probabilité de 
rupture expérimentale. 
 
La Figure V-28 présente l’ajustement obtenu. La corrélation entre les probabilités 
expérimentales et théoriques est moins bonne.  
 
Le jeu de paramètres correspondant est le suivant : 
σu V01/m = 69.4 MPa mm3/m   et σY0*= 334 MPa = σY (-8°C) 
 
On constate que les potentiels F.Vth des 3 éprouvettes SENB05 sont plus grands que 
pour l’ajustement obtenu avec la 1ère hypothèse (Figure V-26), ce qui est logique puisque la 
valeur de σY0 ajustée ici est plus basse que celle correspondant à ces éprouvettes 
précédemment (σY0 (SENB05) = 342 MPa), ce qui n’est pas le cas des deux autres géométries 
(σY0 (CT) = σY0 (SENB01) ~ σY0*).  





Ce second ajustement semble donc indiquer que la 1ère hypothèse permet de mieux 
reproduire la distribution de probabilités expérimentales. Par ailleurs, il montre que le 
paramètre σY0 (ou σY0*) influe fortement sur la qualité de l’ajustement. La probabilité de 
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Figure V-28 : Ajustement des 2 paramètres σu V01/m et σY0 à partir de l’ensemble des 
essais de rupture dans la partie haute du domaine de transition fragile/ductile. 
 
 
V.4.3. Ajustement de F à partir d’une seule géométrie 
 
Dans le soucis d’évaluer la robustesse de l’ajustement de F à partir d’un nombre réduit 
d’éprouvettes, il est intéressant de tester ces mêmes ajustements à partir d’une seule 
géométrie. On conserve la 1ère l’hypothèse selon laquelle σY0 est la limite d’élasticité 
correspondant à la température expérimentale de disparition du clivage pour chaque 
géométrie, car le nombre d’essais disponibles est trop réduit pour ajuster 2 paramètres. La 
Figure V-29 présente les ajustements obtenus pour les éprouvettes CT à partir de 5 points et 
les éprouvettes SENB01 à partir de 4 points. L’ajustement sur les éprouvettes SENB05 n’a 
pas de sens, car on a seulement 3 points pour ces éprouvettes. Les valeurs de σu V01/m qui en 
découlent sont proches de la valeur issue du calage multi-éprouvettes : -6% sur les CT et 
+11% pour les SENB01. Cependant la corrélation obtenue sur les CT n’est pas satisfaisante. 




















































m=3.0 ; σth =1300 MPa ; σY0 = 336 MPa m=3.0 ; σth =1300 MPa ; σY0 = 336 MPa 
σu V01/m = 55.0 MPa mm3/m σu V01/m = 69.1 MPa mm3/m 
Rappel de la valeur issue du calage multi-éprouvettes : 
σu V01/m = 58.4 MPa mm3/m 
Figure V-29 : Ajustement de σu V01/m à partir d’une seule géométrie et peu de points : a) 
éprouvettes CT ; b) éprouvettes SENB01 
 
V.4.4. Conclusion sur l’identification de F(σY) 
 
L’ajustement de la fonction de sensibilité F(σY) à partir d’une série d’essai rassemblant 
plusieurs géométries d’éprouvettes, à plusieurs températures dans le domaine de transition 
fragile/ductile est possible. La principale difficulté réside dans la détermination du paramètre 
σY0. Une dépendance à la géométrie de σY0 semble permettre une meilleure description des 
probabilités de rupture fragile expérimentales. Ce paramètre peut être identifié comme la 
limite d’élasticité correspondant à la température de disparition du clivage pour chaque 
géométrie. Cependant, pour des essais réalisés à des températures très proches de la 
disparition du clivage, la qualité de l’ajustement est très sensible à cette valeur de σY0. La 
probabilité de rupture fragile calculée à ces températures dépend fortement la valeur de ce 
paramètre car le terme « σY - σY0 » dans F tend vers zéro. 
La possibilité d’ajuster les paramètres de F(σY) à partir d’un nombre réduit d’essais sur 
plusieurs géométries d’éprouvettes, à plusieurs températures est de première importance car le 
but, à terme, est d’évaluer la sensibilité au clivage des joints soudés. Or, pour caractériser les 
joints soudés, il est impératif que la procédure d’identification des paramètres soit possible à 
partir d’éprouvettes non-normalisées. En effet, les prélèvements dans les joints soudés tout 
comme dans une structure mince, ne permettent pas d’utiliser des éprouvettes de tailles 
normalisées. Ces éprouvettes sont dites « multi-matériaux », c’est-à-dire qu’elles sont 
composées à la fois de métal de base et de métal déposé, avec une ZAT intermédiaire. Les 
prélèvements sont difficiles car ils doivent être très précis sur le joint soudé. En conséquence 
le nombre d’éprouvettes est souvent réduit, soit par élimination des mauvais prélèvements, 
soit dû au coût. 
 






V.5.1. Signification de la contrainte σY0  
 
Le Chapitre II, dans lequel a été développé le critère en contrainte seuil, fait apparaître 
une contrainte de référence σY0 dans la définition de la fonction de sensibilité F relative aux 
essais sur éprouvettes CT en matériau 22NiMoCr37. La même valeur a été donnée pour les 4 
tailles d’éprouvettes CT testées. Cependant, nous n’avons pas montré la transférabilité de ce 
paramètre à d’autres géométries d’éprouvettes.  
Deux hypothèses ont été avancées quant à la signification de la contrainte σY0.  
 
V.5.1.1. 1ère Hypothèse 
 
Si l’on considère que σY0 est la limite d’élasticité associée à la température 
expérimentale de disparition du clivage pour chaque géométrie, on obtient un ajustement du 
modèle en contrainte seuil de bonne qualité. Cependant une détermination précise demande 
un nombre d’essais important. Les températures de disparition du clivage ont été déduites de 
nos essais à partir d’un nombre d’éprouvettes réduit et avec une incertitude de ±5°C. Etant 
donnée la sensibilité de la fonction F au paramètre σY0, cette précision pourrait ne pas être 
suffisante. 
 
De plus, un inconvénient majeur de ce choix est que, par définition, σY0 n’est pas 
transférable d’une éprouvette à une autre : pour prévoir la probabilité de rupture par clivage 
en cours de déchirure sur une nouvelle géométrie, il faut connaître au préalable la température 
en deçà de laquelle le clivage est possible. On peut estimer que cette température correspond à 
la limite d’élasticité pour laquelle la contrainte principale maximale atteint la contrainte seuil 
σth à l’amorçage de la déchirure ductile, ou en cours de propagation. L’évaluation de cette 
limite d’élasticité peut alors être réalisée par le calcul aux Eléments Finis mais elle reste assez 
lourde à cause des difficultés du calcul des contraintes à l’amorçage ductile évoquées au 
§V.3.3.1. Cette méthode semble donc peu adaptée à l’évaluation du paramètre σY0. 
 
Sous cette hypothèse, on peut considérer que le paramètre σY0 exprime la dépendance 
de la fonction F à la forme des champs mécaniques, c’est-à-dire au confinement et à la 
triaxialité.  
 
V.5.1.2. 2nde Hypothèse 
 
Un accord de moyenne qualité des probabilités expérimentales et analytiques est obtenu 
avec une contrainte σY0 unique pour les 3 géométries. Cependant cette hypothèse présente 
l’avantage de totalement séparer les effets de géométrie de ceux « matériau » dans 
l’expression de la probabilité de rupture : 
 F est caractéristique du matériau, il s’agit de la sensibilité intrinsèque au clivage, 
 Vth exprime les effets de la géométrie, du confinement et de la déchirure. 
 




Cette hypothèse signifie qu’il existe une température intrinsèque au matériau au-dessus 
de laquelle le clivage est impossible, quelles que soient les conditions de géométrie et de 
chargement. Elle s’ajoute à l’hypothèse de base de notre étude qui suppose que c’est σth qui 
pilote le clivage et non la température. Le reproche important qui est fait à cette double 
hypothèse est qu’elle n’explique pas la différence de comportement des éprouvettes SENB05 
à -25°C  comparativement aux éprouvettes SENB01 et CT12 à cette même température : pour 
des volumes Vth équivalents et une fonction F identique, ces éprouvettes ne clivent pas 
contrairement aux deux autres. 
 
 
V.5.2. A propos de la température des essais de rupture 
 
Les essais de rupture sont réalisés de part et d’autre de la frontière supérieure du 
domaine de transition. Nous nous situons donc à la frontière d’existence du phénomène de 
clivage. C’est le cas limite que nous proposions de décrire phénoménologiquement et de 
mieux comprendre. On constate que l’identification des paramètres du modèle est difficile 
dans ce cas limite. Comparativement, les essais sur le matériau 22NiMoCr37 (Chapitre II) ont 
été interprétés sur une plage de températures plus large et sur des essais plus nombreux. 
L’identification était donc plus aisée. 
On peut souligner deux difficultés issues du fait que les essais de rupture soient réalisés 
autour de la température frontière d’existence du phénomène de clivage : 
 lorsque l’on s’approche de la température limite d’apparition du clivage, le terme 
« σY - σY0 » de la fonction F tend vers zéro. Le passage à la puissance m rend donc la 
fonction F très sensible au choix de σY0 autour de ces températures. 
 d’un point de vue numérique, le calcul du volume Vth devient plus difficile lorsque la 
contrainte σth est dépassée dans seulement quelques éléments. Une amélioration doit être 




V.5.3. Détermination de la contrainte seuil σth  
 
V.5.3.1. Dépassement de la contrainte seuil 
 
Bien que les essais de rupture aient été effectués autour de la température limite 
d’apparition du clivage, les niveaux de contraintes calculés sur les CT12 sont bien supérieurs 
à la contrainte seuil σth. Le calcul réalisé à –10°C nous indique également des niveaux de 
contrainte supérieurs à σth, pouvant aller jusqu’à 1610 MPa. Il faut d’abord rappeler ici que 
l’atteinte de la contrainte seuil est une condition nécessaire et non suffisante pour l’amorçage 
du clivage. Donc, si l’on s’appuie sur ce principe : 
 soit le nombre d’éprouvettes testées est insuffisant et on aurait pu observer du clivage 
avec un nombre d’essais plus important à –10°C ; 
 soit –10°C est réellement une température limite d’apparition du clivage, et il existe 
d’autres conditions nécessaires au clivage, non remplies. La condition de contrainte 
seuil seule est alors très conservative. En effet, numériquement, la température à 
laquelle la contrainte maximale en cours de déchirure ne dépasse plus 1300 MPa 




approche les 60°C. Si l’on ne s’intéresse qu’à l’amorçage, la température à laquelle la 
contrainte maximale ne dépasse plus 1300 MPa descend à 0°C , beaucoup plus proche 
de la température expérimentale observée. 
 
Le dépassement de la contrainte seuil à des températures où le clivage n’apparaît pas 
avait également été observé sur les essais de la base « Euro Fracture Toughness Dataset » 
utilisée pour l’établissement du critère en contrainte seuil (Chapitre II). 
 
 
V.5.3.2. Dépendance à la plasticité de la contrainte seuil 
 
Dans le cas des éprouvettes CT12 rompues à –20°C, on s’interroge sur l’écart entre les 
valeurs de contrainte au site de rupture (~1600 MPa, cf. §IV.3.3.3) et la contrainte seuil 
(1300 MPa). A cette température, seules 2 éprouvettes sur 5 se sont rompues par clivage, nous 
nous attendions donc à trouver une valeur de contrainte à rupture plus proche de la contrainte 
seuil. Comme précédemment, il faut d’abord rappeler que l’atteinte de la contrainte seuil est 
une condition nécessaire au clivage et non-suffisante ; il peut exister des conditions 
supplémentaires nécessaire au clivage comme le suggère [Chen – 98]. Cet écart peut 
également provenir d’une dépendance de la contrainte seuil au niveau de plasticité comme le 
suggère [Margolin – 97] : on sous-estimerait alors la contrainte seuil à température élevée. La 
signification physique de la contrainte seuil reste difficile à préciser dans le cadre de notre 
étude. Nous avons vu au §I.3.2 que d’après ces auteurs la déformation plastique intervient 
dans la formation de micro-défauts et que  l’atteinte d’une contrainte seuil est nécessaire à la 
propagation de ces micro-défauts pour le franchissement de barrières micro-structurales. 
 
Aux sites d’amorçage du clivage, on calcule une déformation plastique équivalente de 
l’ordre de 12%. La contrainte seuil a été évaluée au §V.2.4 sur des essais sur éprouvettes AE. 
La plus basse contrainte principale à rupture de 1340 MPa, proche de la contrainte seuil, a été 
mesurée pour un niveau de déformation équivalente très proche de 12.8 % (Figure V-4). La 
méthode d’identification de la contrainte seuil sur éprouvettes AE inclut donc dès le départ un 
niveau de plasticité proche de celui rencontré sur le ligament d’une éprouvette fissurée en 
cours de déchirure. De plus larges développements doivent être menés afin de clarifier la 
dépendance à la plasticité de la contrainte seuil. Dans la suite de notre étude nous 









V.6. Conclusions sur l’identification du critère en contrainte seuil 
 
 
Le critère en contrainte seuil exprime la probabilité de rupture par clivage en cours de 




































          
avec  
Vth mm3 Volume seuil, c’est-à-dire volume dans lequel la contrainte principale 
maximale dépasse la contrainte seuil σth 
σY  MPa Limite d’élasticité 
σY0 MPa Limite d’élasticité de référence.  
m  Module.  
V0 mm3 Volume élémentaire 
σu MPa Contrainte de normalisation  
 
La contrainte seuil σth et le module m ont été identifiés par l’ajustement d’une 
distribution de Weibull sur les contraintes principales maximales à rupture d’une série de 15 
éprouvettes AE à –175°C. On a au préalable pris soin de vérifier que la rupture de ces 
éprouvettes était effectivement due à l’atteinte d’un niveau de contrainte critique et non à une 
instabilité géométrique. 
 
σth =1300 MPa et m = 3.02 
 
L’identification des paramètres σu V01/m et σY0 nécessite une série d’essai de rupture sur 
éprouvettes fissurées. Les essais présentés au Chapitre III dans la partie supérieure du 
domaine de transition fragile/ductile ont été utilisés. Les volumes seuils à rupture de ces essais 
ont été évalués par un calcul aux éléments finis dans lequel la propagation de fissure ductile 
est simulée par relâchement de nœuds. Ce modèle de calcul, déjà utilisé au Chapitre II sur les 
éprouvettes CT, a conduit à des problèmes de convergence numérique sur les géométries 
SENB. Cependant, la proportionnalité de Vth à l’avancée de fissure a été confirmée et 
certaines valeurs de Vth ont pu être obtenues par extrapolation. La relation de dépendance en 
température a également été utilisée afin de limiter le nombre des calculs. 
 
Pour l’identification du paramètre σu V01/m une seule série d’essais a été considérée, 
comprenant tous les essais, quelles que soient la géométrie et la température, soit 29 essais, 
dont 12 ont montré une rupture finale fragile. L’identification est obtenue par une 
minimisation de la différence des probabilités analytiques et expérimentales :  
 
F(σu V01/m ; σY0 ). Vth - Ln ( 1 – Pr(σu V01/m ; σY0 ) ) = 0 
 
La probabilité de rupture expérimentale est obtenue par un classement itératif des essais 
par ordre croissant de potentiel F.Vth en fin d’essai, que la rupture ait été fragile ou non. Un 
paramètre σY0 est identifié, pour chaque géométrie, à la limite d’élasticité correspondant à la 




température expérimentale de disparition du clivage. La sensibilité de F à la valeur de σY0 
nécessite une grande précision sur la connaissance de ces températures. Le nombre réduit 
d’essais de rupture nous permet d’atteindre une précision de ±5°C sur ces températures. A 
partir des valeurs de σY0 correspondantes, pour chaque géométrie, l’ajustement de F permet 
un bon accord entre les probabilités expérimentales et théoriques pour : 
 
σu V01/m = 58.7 MPa.mm3/m 
 
On montre ainsi qu’il est possible d’ajuster le modèle en contrainte seuil à partir 
d’essais non-standards, et en nombre réduit (12 ruptures fragiles). Ces constatations sont de 
première importance dans le but d’évaluer la sensibilité au clivage des joints soudés, pour 
lesquels les éprouvettes de caractérisation sont de taille réduite et hétérogènes du point de vue 
« matériau ». 
 
L’évaluation des niveaux de contrainte en cours de déchirure ductile a permis de 
constater sur les éprouvettes CT une augmentation de la contrainte principale maximale avec 
l’avancée de fissure. Ainsi les contraintes mesurées au site d’amorçage du clivage atteignent 
1600 MPa. On constate par ailleurs qu’à une température de -10°C où le clivage n’a plus été 
observé, des niveaux de contrainte supérieurs à la contrainte seuil sont calculés. Trois 
hypothèses sont donc avancées : 
 soit le nombre d’éprouvettes testées est insuffisant et on aurait observé du clivage avec 
un nombre d’essais plus important à –10°C 
 soit cette température est réellement la température à laquelle le clivage n’apparaît 
plus, et il existe d’autres conditions nécessaires au clivage non remplies à cette 
température sur nos essais. 
 soit la contrainte seuil dépend de la déformation plastique. 





A partir de l’identification de la contrainte seuil réalisée ici, nous pouvons maintenant 
nous recentrer sur l’objectif de l’étude, à savoir l’évaluation de la résistance mécanique des 
tubes du circuit secondaire et de ses joints soudés. La simple condition σ11 < σth va permettre 
d’évaluer une plage de températures sur laquelle le risque de clivage est nul sur un tube 
fissuré. Cette évaluation doit être validée expérimentalement. Le prochain chapitre est donc 
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Ce chapitre est consacré au développement, à la réalisation et à l’interprétation d’un 
essai de rupture sur un tube du circuit secondaire. Le chargement et la géométrie de 
l’éprouvette sont choisis afin d’évaluer la résistance à la rupture de cette structure de manière 
représentative des conditions réelles de fonctionnement sur une centrale nucléaire : 
 tube mince (t = 11 mm ; rm/t > 18), 
 chargement de flexion pure, 
 présence d’un défaut circonférentiel semi-elliptique débouchant, long et peu profond, 
représentatif des défauts rencontrés sur le parc au niveau des soudures. 
 
On choisit par ailleurs de réaliser cet essai dans la partie supérieure du domaine de 
transition associé aux conditions ci-dessus. Plus précisément, nous désirons tester le tube à la 
température à laquelle le risque de clivage apparaît au moment de l’amorçage ductile, 
température notée « FITT ». Cette température doit être déterminée par le critère en contrainte 
seuil. Les objectifs de cet essai sont de : 
 montrer qu’il existe sur la structure une marge, entre la température minimale de 
fonctionnement en service (environ 7°C d’après [Sémété - 01]) et la température 
d’apparition du clivage, plus importante que celle évaluée sur éprouvettes de 
laboratoire (Figure VI-1).  
 montrer que le critère en contrainte seuil permet d’estimer de manière simple la 
température FITT et donc cette marge, en montrant l’absence de risque de clivage. 
 
Nous voulons montrer le décalage en température du domaine de transition, dû au faible 
confinement de plasticité rencontré dans les structures minces, à travers le décalage de la 
température FITT. On montre ainsi qu’il existe une température à laquelle la rupture est 
ductile sur le tube et fragile sur les éprouvettes de laboratoire. 
 
 
Dans un premier temps, nous détaillerons le dimensionnement de l’essai. Puis nous 
nous pencherons sur la préparation de la maquette et le déroulement de l’essai lui-même. 
Enfin nous présenterons le dépouillement des résultats, d’abord directement à l’aide des 
enregistrements, puis par une interprétation plus complète grâce à un calcul aux éléments 
finis. 
 
Pour finir, il faut préciser qu’il s’agit d’un essai innovant pour le laboratoire et dans le 
domaine de la mécanique en général, car il est réalisé sur une structure à l’échelle 1 refroidie 
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Figure VI-1 : Schéma de définition des marges à rupture 
 
 
VI.2. Dimensionnement de l’essai de rupture sur le tube 
 
Les chargements dimensionnants pour les lignes de tuyauterie sont les chargements de 
flexion pure. Ils sont dus : 
 aux vibrations sur les sections longues (chargement de fatigue), 
 aux déplacements des appuis et des fixations sous séisme, 
 aux chargements inertiels sous séisme, 
 aux dilatations d’ensemble. 
Pour le dimensionnement, on considérera donc un tube sous chargement monotone croissant 
de flexion pure obtenue entre les appuis centraux d’un montage de flexion 4-points. 
 
VI.2.1. Démarche employée 
 
Une démarche directe de dimensionnement de l’essai consisterait à déterminer la 
température de transition FITT à partir d’une géométrie de tube et de défaut jugée 
représentative des cas de fissuration rencontrés sur le parc nucléaire. Il s’agit principalement 
de fissures circonférentielles débouchantes, amorcées en fatigue aux pieds des cordons de 
soudure, en peau externe ou interne. Ces fissures sont donc longues en surface et peu 
profondes. 
Cette démarche impose plusieurs contraintes : 




 la température déterminée doit être techniquement atteignable par un système de 
refroidissement qui reste à développer, 
 cette température doit idéalement être représentative du décalage de transition par 
vieillissement d’un joint soudé, que nous ne connaissons pas, 
 pour un défaut peu profond, il existe un risque : si la température est trop élevée, la 
ruine plastique du tube risque d’être atteinte avant l’amorçage ductile, ce qui rend 
l’essai inexploitable. Cette configuration est donc à proscrire. 
 
De plus, la mise en place de cet essai étant longue comparativement à la durée de la 
thèse, un choix précoce de la géométrie, obligatoirement définitif, pourrait être handicapant en 
cas de modification du modèle en contrainte seuil, qui a été développé en parallèle. 
Au contraire, la température d’essai peut être ajustée tardivement. Il nous a donc paru 
plus astucieux de procéder par une démarche inverse (Figure VI-2). Nous avons fixé la 
température de l’essai à –50°C, puis la géométrie a été déterminée de manière que le risque de 
clivage n’apparaisse qu’au moment de l’amorçage ductile.  
 















Figure VI-2 : Intérêt de la démarche inverse : rétro-action possible sur le choix de la 
température. 
VI.2.2. Détermination de la Géométrie du tube et de la fissure 
 
La géométrie de référence est celle d’un tube contenant une fissure semi-elliptique 
circonférentielle débouchant en peau externe (Figure VI-3). Une fois la température de 
référence choisie (-50°C), deux paramètres doivent être dimensionnés : 
 l’épaisseur du tube, t ; 
 la profondeur initiale du défaut, a0. 
En jouant sur les deux paramètres (a0 ; t ), il faut alors remplir 3 conditions: 
 obtenir une épaisseur t assez faible pour ne pas dépasser 80 % de la capacité de la 
machine de flexion (250 kN.m) au chargement limite du tube selon la formulation de 
RDM : 
4. rm².t. σec ≤ 0.80 x 250 kN.m     (VI-1) 
avec rm le rayon moyen du tube, t l’épaisseur et σec=(σY+Rm)/2 la contrainte 
d’écoulement. 
Géométrie Température Modèle en 
contrainte seuil 
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l’avancement du modèle 




 obtenir un défaut suffisamment grand pour atteindre l’amorçage ductile avant la ruine 
plastique du tube, c’est à dire avant la perte de résistance du tube par flambage 
plastique (par retour d’expérience, on fixe la rotation plastique de ruine à 3 fois la 
rotation élastique) : 
pour J=Ji ,   
θpl
θel
 ≤ 3      (VI-2) 
 
 obtenir une contrainte principale maximale en pointe de fissure égale à la contrainte 
seuil σth au moment de l’amorçage ductile, c’est-à-dire pour J=Ji 
σ11_MAX (J=Ji) = σth       (VI-3) 
 
On verra de plus que, avec un rapport a0/c faible (fissure très allongée), la longueur 
circonférentielle c du défaut influe peu sur les valeurs de J et sur le niveau des contraintes au 
point le plus profond du défaut. 
 
Le tube étant extrudé à chaud, le diamètre externe présente des variations de ±1 mm. 
L’épaisseur initiale de 16 mm est donc réduite de 1 mm en interne et 1 mm en externe de 
manière à obtenir un cylindre de révolution parfait de rayon moyen 100 mm et d’épaisseur 
14 mm. Cette épaisseur pourra être à nouveau réduite par la suite. Désirant de plus garder un 
défaut peu profond, on se fixe pour limite supérieure un rapport a0/t de 0.4 (Figure VI-3) : 
t ≤ 14 mm 

















Figure VI-3 : Schéma de la section du tube contenant une fissure semi-elliptique, 
circonférentielle, débouchant en peau externe. 
 
VI.2.2.1. Géométrie de pré-fissuration 
 
Une première évaluation approximative des paramètres (a0 ; t) est réalisée par une 
méthode analytique. Les détails de cette évaluation sont présentés en Annexe E. Elle permet 
de vérifier que les deux premières conditions (V-1) et (V-2) sont remplies pour t ≤ 14 mm et 
un défaut de profondeur supérieure à 4 mm. Dans un soucis de gain de temps, on décide alors 
de lancer la fabrication d’une éprouvette pour pré-fissuration directement à partir de 
t ≤ 14 mm 
c > 15 mm a0 ≤ 5,6 mm
rm = 100 mm 




l’épaisseur 14 mm, contenant une entaille initiale de profondeur 3 mm, la longueur c ayant 




= 14 mm 
(a0 ;c) = (3 ; 20) mm 
 
L’épaisseur t de l’essai de rupture sera ensuite obtenue par un simple usinage de 
réduction d’épaisseur. 
Le suivi de la pré-fissuration doit permettre d’obtenir la profondeur initiale de défaut 
souhaitée pour l’essai de rupture. Cette pré-fissuration sera détaillée plus loin, §VI.3.1. 
 
VI.2.2.2. Géométrie d’essai 
 
Une évaluation précise des paramètres (a0 ; t) est réalisée grâce à une modélisation par 
éléments finis de manière à respecter les conditions (V-2) et (V-3).  
Une modélisation paramétrique 3D de l’essai de flexion sur tube est développée. La 
Figure VI-4 présente le maillage du tube et de la fissure semi-elliptique. Le front de fissure est 
discrétisé en 31 éléments de taille 100x100x600 µm3. Afin de simplifier le maillage au niveau 
du point de surface du front, on suppose que la ligne de front de fissure est perpendiculaire à 
la surface du tube. Seul ¼ de l’éprouvette est maillé compte tenu des symétries. Les éléments 
utilisés sont quadratiques à 20 nœuds. Les conditions aux limites comprennent : 
 un blocage suivant →Ox des nœuds de la section centrale du tube, hors lèvre de fissure, 
compte tenu de la symétrie de plan yOz ; 
 un blocage suivant →Oy des nœuds de la coupe axiale du tube, compte tenu de la 
symétrie de plan xOz ; 
 un blocage suivant →Oz du point B. 
 
Le comportement du matériau répond à une loi isotrope d’écoulement de Von Mises et 
la courbe de traction utilisée est celle issue des essais à -50°C présentés au §III.2. La dernière 
couronne d’éléments, à l’extrémité opposée à la section fissurée, est indéformable afin de 
simuler l’embout rigide de l’éprouvette. Le chargement de flexion pure est obtenu en 
imposant une rotation de cette couronne rigide par un déplacement relatif des points A et B 
parallèlement à l’axe Ox. De cette manière, aucun blocage parasite selon l’axe Ox n’est 
introduit. Le calcul s’effectue sous hypothèse : 
 soit de grands déplacements et de grandes déformations (indiqué GGD) afin de 
proprement décrire les contraintes en pointe de fissure ; 
 soit de petits déplacements et de petites déformations (indiqué PPD) afin de calculer 
précisément J. 
En effet, l’hypothèse de grands déplacements et grandes déformations fait apparaître des 
zones de décharge en pointe de fissure et ces décharges entraînent la perte de l’indépendance 
au contour du calcul de J. De plus, une partie de l’énergie de déformation (second ordre) n’est 
pas prise en compte dans la procédure G(θ) de CAST3M. 
 
On rappelle que l’on cherche à déterminer l’épaisseur t du tube et la profondeur initiale 
a0 de la fissure de manière à remplir les critères V-1 ,V-2 et V-3 lors de l’essai de rupture sur 















































Figure VI-4 : Maillage et conditions aux limites de la modélisation paramétrique du 
tube. 
Le Tableau VI-1 résume les modélisations réalisées pour l’ajustement des paramètres 
(a0 ;t). Il apparaît que : 
 le couple (a0 ; t) = (5 ; 14) mm permet un amorçage ductile à un chargement 
acceptable, mais à un niveau de contraintes trop élevé ; 
 le couple (a0 ; t) = (4 ; 12) mm engendre un amorçage ductile assez tardif, et à un 
niveau de contraintes légèrement trop faible ; 
 le couple (a0 ; t)=(4 ; 11) mm convient ; 










relatif imposé sur 







Géométrie :  
Epaisseur = 11 mm 
Diamètre ext.= 211 mm 
 
Défaut : 
(a ; 2c) = (4 ; 17.5) 
 
5700 Eléments 
26400 Nœuds  
Maillage de la fissure 




a0 t a0/t M_Limite θpl/θel 
mm mm  kN.m à l'amorçage 
σ11_MAX à l’amorçage 
ductile (MPa) 
    ductile PPD GGD 
5 14 0,357 210 2,55 1645  
4 12 0,333 175 3,22 1600 1250 
4 11 0,364 160 2,84 1600 1300 
3 11 0,273 160 > 5 1550 ~1310 
Critères (V-1-2-3) ≤ 0,4 ≤ 200 ≤ 3  ≤ 1300 
Tableau VI-1 : Modélisations élasto-plastiques 3D réalisées pour l’ajustement des 
paramètres (a0 ; t) 
On retient donc au final pour l’essai de rupture sur le tube : 
 
t = 11 mm et a0 = 4 mm 
 
La Figure VI-5 présente l’évolution du moment et de l’intégrale J en fonction de la 
rotation θ imposée, obtenue pour ce couple de paramètre. Quelques rapports θpl/θel sont 
également indiqués. Après plastification, le moment se stabilise. Le niveau stabilisé est très 
proche de la valeur analytique du moment au seuil de plasticité obtenu à partir de la limite 
d’élasticité à –50°C (370 MPa) par un calcul de RDM : 






































J en Fond de défaut





Figure VI-5 : Modélisation 3D de l’essai de flexion sur Tube avec le couple 
(a0 ;t)=(4 ;11) mm. Evolution du Moment et de l’intégrale J en fonction de la rotation 
imposée. 
 




La Figure VI-6 présente l’évolution de la première contrainte principale en pointe de 
fissure avec chargement. La singularité de contrainte en pointe de fissure est moins forte que 
sur les éprouvettes CT et SENB modélisées précédemment : le pic de contrainte est large. La 
contrainte seuil (1300 MPa) est atteinte avant l’amorçage ductile sans être pour autant 
dépassée ensuite. On considère donc que la condition (V-3) est remplie pour cette géométrie 
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Rotation =  0.217
Rotation =  0.434
Rotation =  0.652
Rotation à l'amorçage = 1.032
Hypothèse GGD 
 
Figure VI-6 : Modélisation 3D de l’essai de flexion sur Tube avec le couple 
(a0 ;t)=(4 ;11) mm. Evolution de la contrainte en pointe de fissure en cours de chargement, en 
avant du point le plus profond du défaut. 
 
 
Par ailleurs, l’intégrale J varie fortement le long du front de fissure. A chaque point P du 
front est associé l’angle φ sur le cercle projeté (Figure VI-7). Lorsque J ~ Ji = 285 kJ/m² au 
point le plus profond du défaut, la valeur en surface n’est que de 38 kJ/m². Cette variation a 
deux origines : d’une part la surface constitue une zone de décharge naturelle, d’autre part la 
forme très allongée du défaut réduit la singularité au point de surface. Au-delà d’une certaine 
valeur, la longueur c du défaut en surface influe donc peu sur le comportement de la fissure. 
On s’attend alors à observer un amorçage en fond de défaut, voire une propagation importante 
en profondeur, avant que la déchirure ne s’amorce en surface. Un calcul de prévision de la 
déchirure ductile doit préciser ce point.  
 



























VI.2.3. Calcul de la déchirure ductile 
 
Nous cherchons maintenant à prévoir l’évolution de la forme du front de fissure en 
déchirure ductile pour la configuration (a0 ;t)=(4 ;11). [Marie - 99] propose une méthode 
permettant de simuler la déchirure ductile d’une fissure bidimensionnelle à partir de calculs 
stationnaires. L’algorithme (Figure VI-8) est basé sur l’interprétation géométrique de Gfr, 
paramètre relatif au taux de dissipation d’énergie intrinsèque au processus de déchirure, déjà 
présenté au §I.2.3.2 : 





−= δδ∆       (VI-5) 
 
Cet algorithme suppose que l’état de la structure à un point donné de la courbe Force-
Déplacement réelle est équivalent à l’état de celle-ci dans le cas d’un chargement sans 
propagation, pour la même longueur de fissure. On néglige donc l’effet de l’histoire du 
chargement sur les champs mécaniques en pointe de fissure. Le calcul de ∆a est effectué en 
chaque point du front en fonction des valeurs locales de J(φ), puis un lissage de la forme du 
front est effectué. On réalise donc une série de calculs sur le même modèle que celui présenté 
au §V.2.2.2, mais dont les fronts de fissure sont déduits successivement. L’incrément de 
déplacement relatif ∆δ des points d’application du chargement est choisi de manière à obtenir 
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Figure VI-9 : Prévision par l’approche Gfr de l’évolution de front de fissure en déchirure 
ductile  
s 
Configuration initiale : Front a0(s) 
Recherche du chargement à l’amorçage F0 : 
Calcul stationnaire dans la configuration initiale, 
recherche du chargement pour lequel J(F0,δ0)=Ji 
i = i+1 
Choix d’un incrément de déplacement ∆δ 
δi = δi−1 + ∆δ  
Calcul stationnaire dans la configuration ai-1 : 
 
 Détermination du chargement Fi-1 
correspondant à δi-1. 
 Pour chaque point k du front ai-1 (s), 
recherche de l’incrément vérifiant : 






−= δδ∆  
 
Maillage du nouveau front ai(s) = ai-1(s) + ∆ai-1 
a0 










Les résultats de cette application, Figure VI-9, prévoient que le front de fissure garde 
une forme quasi elliptique avec une propagation essentiellement en profondeur. Les calculs 
sont menés jusqu’à une profondeur de 85% de l’épaisseur du tube ; des difficultés numériques 
importantes apparaissent au-delà. En dehors du risque de rupture fragile, on peut donc 
s’attendre, dans l’essai sur tube, à une propagation ductile allant jusqu’au percement, avec une 




VI.3. Préparation de l’éprouvette et déroulement de l’essai 
 
La réalisation d’un essai de rupture sur un tube de grande dimension demande, dans un 
cadre de R&D, une préparation toute particulière. La démarche globale est identique à celle 
employée sur une éprouvette de laboratoire : pré-fissuration par fatigue à ∆K décroissant, 
instrumentation, refroidissement et mise en charge jusqu’à rupture. Cependant, pour une telle 
structure, chaque étape demande le développement d’outils et de techniques spécifiques, que 
nous détaillons ci-dessous. 
VI.3.1. Pré-fissuration 
 
On cherche à créer sur le tube un défaut circonférentiel de profondeur 4 mm sur une 
épaisseur de tube de 11 mm. Pour cela, sur le tube initial d’épaisseur 14 mm, une entaille 
mécanique de 3 mm de profondeur est usinée par électroérosion. Cette entaille mécanique est 
ensuite rectifiée par nos soins pour obtenir un rayon à fond d’entaille inférieur à 0,1 mm et 
ainsi favoriser l’amorçage d’une fissure de fatigue en fond d’entaille (Figure VI-10). On 
réalise ensuite une pré-fissuration par fatigue sur 4 mm de profondeur. Une fois cette pré-
fissuration terminée, l’épaisseur du tube est réduite à 11 mm : il ne reste donc plus de trace de 
l’entaille initiale (Figure VI-11). Nous exposons ci-dessous la méthode et le suivi de la pré-













Avant rectification   Après rectification 
 


































Défaut elliptique initial obtenu par électro-érosion
Défaut elliptique final obtenu par fatigue














Figure VI-11 : Les 3 étapes de la préfissuration pour obtenir un défaut peu profond sur 
le tube : a) Coupe dans le plan du défaut ; b) Schéma d’une coupe transversale 
 
 
VI.3.1.1. Formulaires de complaisances et de KI en fonction de la 
profondeur de défaut 
 
L’avancée de fissure en fatigue sera estimée à partir de la complaisance élastique : 
CCTOD(a) =  Ouverture de FissureMoment  = ∆Ux(P0)/∆M         
On désire de plus piloter la pré-fissuration en valeurs de ∆KI. Il est donc également nécessaire 
de connaître la relation linéaire entre le moment et KI pour chaque longueur de fissure : 
CKI(a) = ∆KI/∆M             
 



























 le défaut ne se propage pas en surface, ce qui est justifié par les très faibles valeurs de 
J obtenues en surface 
 le défaut reste semi-elliptique, ce qui est couramment observé expérimentalement. 
 
Les complaisances sont calculées grâce à une modélisation par éléments finis, 3D, 
élastique, à une température de +25°C, pour une épaisseur de tube de 14 mm et pour des 
défauts elliptiques de 3 à 8 mm de profondeur par pas de 0.2 mm, soit 26 calculs élastiques au 
total. Le maillage, les conditions aux limites et le chargement sont identiques à ceux de la 
modélisation présentée au §VI.2.2.2. La Figure VI-12 présente le maillage déformé (amplifié 
100 fois), sur lequel on observe une ovalisation (hors couronne rigide) caractéristique des 
tubes en flexion. La carte des contraintes axiales confirme un chargement de flexion pure, 





























Figure VI-12 : Maillage du tube déformé élastiquement (Amplification x100) et carte 
des contraintes axiales pour une rotation imposée de 0.263 degrés (1 mm / 218 mm). 
 
 
La Figure VI-13 montre les résultats des calculs obtenus pour CCTOD(a) et CKI(a). Les 
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Figure VI-13 : Evolutions de la complaisance CCTOD (a) et du rapport 
CKI  = ∆KI/∆M°(b) en fonction de la profondeur de fissure a. 
 
VI.3.1.2. Instrumentation de pré-fissuration 
 
La pré-fissuration est réalisée sur le banc de flexion 4 points à vérin hydraulique dont le 
schéma est donné en Figure VI-14. Des bras de charge sont fixés par une couronne de 20 vis 
(∅M20) de chaque coté de la partie centrale de l’éprouvette. Ces bras sont des cylindres 
pleins de diamètre 170 mm et de longueur totale 1200 mm. Les efforts sont appliqués sur ces 
bras de charge, sur la fibre neutre de la maquette et par l’intermédiaire d’axes, espacés de 1 m, 
montés sur roulements à billes. La géométrie est donc telle que : 
 
















Figure VI-14 : Schéma du banc de flexion-4-points. 
 
L’éprouvette est elle-même constituée d’une partie tubulaire en acier TU42 C sur 
laquelle sont soudés deux embouts rigides en acier équivalent (Figure VI-15). On définit un 
1 m Eprouvette 
Vérin 
Mesure du Déplacement 
et de la Force 
Bras de charge 
Traverse 




côté NORD et un côté SUD. L’instrumentation doit permettre de suivre l’avancée de la fissure 
à partir du formulaire de complaisances. Il faut donc d’une part connaître le comportement 
global du tube pour s’assurer que les calculs reproduisent bien le comportement élastique, et 
d’autre part connaître le comportement de la fissure. Pour cela (Figure VI-15) : 
 les valeurs de force et de déplacement du vérin sont automatiquement enregistrées, 
 une jauge de déformation est collée sur la ligne de plus forte compression, 
diamétralement opposée au défaut, 
 l’ouverture (CMOD) et l’angle d’ouverture (CTOA) de la fissure sont mesurés, ainsi 
que 3 différences de potentiel (DDP). 
 
Un support de clips est collé au tube au bord des lèvres du défaut. Les clips 1 et 2 
mesurent les ouvertures C1 et C2 entre couteaux de ce support à des distances au tube 
respectives hC1 et hC2. Les valeurs de CMOA et CMOD sont obtenues à partir de ces mesures 
d’ouverture selon les formules géométriques suivantes : 
CMOA = arcsin C2-C12.(hC2-hC1)         (VI-6) 
CMOD = C1 – 2.hC1.sin (CMOA) = C1 - hC1.C2-C1hC2-hC1    (VI-7) 
avec hC1 = 4 mm et hC2 = 12 mm. Plus le rapport hC1/a0 est grand, plus la différence 


























Figure VI-15 : Plan de l’éprouvette (sans les cotations) avec placement de la jauge (J1) 


















Schéma des positions des 
mesures de DDP et des 
extensomètres autour du 
défaut en surface  
Z 
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dits « porte-clips » 
Zoom sur le défaut 











VI.3.1.3. Suivi de la pré-fissuration 
 
Le pilotage de la pré-fissuration se fait à amplitude de charge constante par palier,  à 
rapport de charge R=0,1. On a ainsi une valeur de ∆K croissante, discontinue, que l’on 
cherche à maintenir entre 20 et 30 MPa.m1/2 (Figure VI-16). Au-delà de 30 MPa.m1/2, la 
plasticité devient trop importante en pointe de fissure et cela pourrait perturber l’essai de 
rupture. En dessous de 20 MPa.m1/2, la fissure avance trop lentement et la durée de la pré-
fissuration est inadmissible. Une valeur initiale de 24 MPa.m1/2 est choisie, correspondant à 
une amplitude de charge de 200 kN (100 kN.m), et pour laquelle on compte 60 s/cycle. 
 
Au début de la pré-fissuration, après stabilisation des signaux des clips, on retrouve 
avec précision la complaisance prévue numériquement pour le défaut initial 
(3,86.10-4 mm/kN.m). La jauge indique également très précisément le niveau de déformation 
calculé numériquement (0.101 % pour 100 kN.m) 
 
La Figure VI-17 présente l’évolution de la complaisance et de la taille du défaut en 
fonction du nombre de cycles. Les étapes suivantes sont reportées sur le graphique : 
1 – Amorçage de la fissuration dès les premiers cycles 
2 – Modification de la charge pour réduire ∆K après une propagation de 1,5 mm 
3 – Ralentissement et effet retard dus à la modification de la charge 
4 – Après réajustement du support commun des clips 1 et 2 qui se décollait 
progressivement, la valeur de complaisance a été corrigée : on a sous-estimé le défaut sur les 
cycles 40.000 à 55.000. 
5 – Nouvelle modification de la charge : le ralentissement est très fort. La profondeur de 
défaut finale de 7 mm est lentement atteinte. 
Au total, plus de 60000 cycles sur 8 semaines auront été nécessaires pour atteindre cette 
valeur finale. Les évolutions des DDP n’ont pas permis de détecter l’amorçage ni de suivre 
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Figure VI-16 : Evolution de ∆F et ∆K en fonction de la profondeur du défaut 



















































































VI.3.2. Mise au point du système de refroidissement. 
 
Etant donné les dimensions de la maquette d’essai, les chambres de refroidissement 
utilisées sur les éprouvettes de laboratoire ne peuvent être utilisées ni même adaptées sur le 
tube. Un système de refroidissement spécifique est donc développé. Il utilise la partie évidée 
de l’éprouvette comme zone de confinement du fluide froid (di-azote pulvérisé). Une 
électrovanne commandée par un régulateur thermique est utilisée pour piloter la circulation du 
fluide. Plusieurs tests ont été réalisés sur une maquette (Figure VI-18) afin de mettre au point 
un refroidissement homogène et rapide. Cette maquette est équipée de 32 thermocouples 
répartis dans la longueur, sur toute la circonférence et en peau interne et externe. 
 
Le 1er essai de refroidissement à –50°C, effectué sans isolation thermique externe avec 
asservissement sur la température de l’air ambiant dans le tube et avec un ventilateur placé 
dans le tube, montre que :  
 le pilotage de l’électrovanne fonctionne ; 
 le ventilateur fonctionne et crée une circulation d’air dans le tube ; 
 l’acquisition des températures fonctionne ; 
 les gradients de température dans l’épaisseur du tube sont faibles : environ 2°C au 
centre de l’éprouvette ; 
 le gradient dans la longueur (axe du tube) est le plus important : de 8 à 12 °C ; 
 il n’y a pas de gradient de température circonférentiellement. 
 
























Figure VI-18 : Dispositif de refroidissement du tube et Système de régulation 
thermique. 
 
Un second test, toujours à –50°C, est effectué avec une isolation constituée d’une coque 
de 2 cm de mousse polyuréthane entre 2 tôles roulées d’acier. Une circulation d’air froid 
supplémentaire est créée en peau externe grâce à des orifices percés dans les embouts. 
L’asservissement est réalisé sur un thermocouple soudé sur l’éprouvette, près du défaut. Cet 
essai permet de montrer que : 
 le système répond rapidement à une descente en froid (environ 15 min pour passer de 
-25°C à -50°C), cependant une descente trop rapide entraîne un risque de gel de 
l’électrovanne ; 
 l’isolation est suffisante pour maintenir une température quasi-stable pendant quelques 
minutes en cas de coupure de la régulation (par exemple pour un changement de 
bouteille d’azote). Le système consomme ainsi peu d’azote : une bouteille de 200 L 
permet un refroidissement à –50°C pendant plus de 24h ; 
 il n’y a plus de gradient de température dans l’épaisseur ; 
 le gradient de température dans la longueur est réduit à moins de 5°C ; 
 le ventilateur influe très peu sur la qualité de la régulation, la pression de détente de 
l’azote suffit à créer une circulation importante du fluide froid ; 
 des oscillations en température d’amplitude 2°C à –50°C sont observées à chaque 
nouvelle injection d’azote, ces oscillations peuvent être éliminées par un réglage du 
PID du régulateur thermique ; 
 un orifice dans la coque d’isolation, suffisant pour le passage des capteurs autour du 
défaut, ne crée pas de perturbation de la température dans cette zone. 
 
Pour l’essai de rupture, ce dispositif avec isolation thermique est donc installé sur 
l’éprouvette, sans ventilateur et sans thermocouple en peau interne (le gradient dans 
l’épaisseur est quasiment nul), ce qui évite la découpe de l’éprouvette pré-fissurée pour 























VI.3.3. Instrumentation du tube 
 
L’instrumentation utilisée pour l’essai de rupture du tube est beaucoup plus complète 
que celle utilisée pour la pré-fissuration. Elle est inspirée de précédents essais de rupture sur 
tube du laboratoire [Marie - 03]. Des inclinomètres et des mesures de flèches sont utilisés 
pour évaluer les déplacements globaux du tube. Quatre jauges de déformation permettent 
d’évaluer les comportements locaux au niveau du tube et des embouts. 
 
Le Tableau VI-2 dresse la liste des capteurs utilisés avec leur emplacement. La Figure 
VI-19 résume cette instrumentation par un schéma. Tous les capteurs sont étalonnés suivant 
les procédures requises par l’Assurance Qualité du laboratoire. 
 
Capteurs Identifiant Position axiale Azimut Axe 
   
   
















Clip 1 C1 Centre Fissure 0° X 
Clip 2 C2 Centre Fissure 0° X 
Clip 3 C3 Extrémité Fissure 0° - 20 mm X 
Clip 4 C4 Extrémité Fissure 0° + 20mm X 
DDP1 DDP1 Centre Fissure 0°  
DDP2 DDP2 Extrémité Fissure 0° - 20 mm  
DDP3 DDP3 Extrémité Fissure 0° + 20mm  
Inclino1 R1 Bras Nord  Y 
Inclino2 R2 Bras Sud  Y 
Ovalisation 1 O1 Section centrale 90° (Horizontale) Y 
Ovalisation 2 O2 Section centrale 0° (Verticale) Z 
Ovalisation 3 O3 Transition d'épaisseur  NORD 0° (Verticale) Z 
Flèche 1 F1 Section centrale 180° Z 
Flèche 2 F2 Transition d'épaisseur  SUD 180° Z 
Flèche 3 F3 Bras Nord 0° Z 
Flèche 4 F4 Bras Sud 0° Z 
Jauge 1 J1 Section centrale 180° X 
Jauge 2 J2 Transition d'épaisseur  SUD 180° X 
Jauge 3 J3 Section centrale 90° Z 
Jauge 4 J4 Section centrale -90° Z 
Tableau VI-2 : Liste des capteurs utilisés pour instrumenter l’essai de rupture sur le 
tube. 
 
Les ovalisations sont mesurées à l’aide de capteurs diamétraux dont le fonctionnement 
est expliqué en Figure VI-20.  
Quatre clips sont disposés autour de la fissure (Figure VI-21). Le premier mesure une 
ouverture au centre du défaut par l’intermédiaire d’un support collé sur le tube. Le second clip 
mesure également une ouverture sur ce même support mais à une distance plus grande du 
tube. Il permet ainsi une mesure de l’angle d’ouverture (CMOA). De la même manière que 




lors de la pré-fissuration, l’ouverture de la fissure au centre du défaut est obtenue par la 
relation (V-7). Deux autres clips permettent de mesurer l’ouverture en cas d’amorçage de la 
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Pointe Jauge de déformation 
Tube 
Tant que le cadre formé par 
les deux lames et les deux 
tiges autour du tube reste 
élastique, il existe une 
relation linéaire entre le 
diamètre et la déformation 
mesurée. 
Il suffit donc d’étalonner le 
dispositif pour obtenir ce 
diamètre. 













Figure VI-21 : Instrumentation autour de la fissure 
 
 
Figure VI-22 : Plan de l’éprouvette avec positionnement des 17 thermocouples, en peau 
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VI.3.4. Déroulement de l’essai 
 
VI.3.4.1. Phase de refroidissement 
 
Le thermocouple de régulation thermique est le N°5, placé en peau externe à 5 cm de la 
fissure. Le refroidissement de l’éprouvette est piloté par paliers de -6°C de l’ambiante à 0°C, 
puis par une rampe de -0.5°C/min jusqu’à –50°C. Après 2h, la zone de défaut a atteint une 
température stabilisée autour de –50°C. Seule l’extrémité « NORD » de l’éprouvette, à 
l’opposé de l’injection d’azote, reste plus chaude autour de –35°C (Figure VI-23). Le 
refroidissement est maintenu 14h avant le lancement de la mise en charge, sans qu’une 
meilleure homogénéité ne soit obtenue. Un réajustement de la régulation à –55°C est effectué 
après ce maintien afin d’obtenir une température moyenne de –50°C autour du défaut. Le 
« point chaud » qui n’avait pas été obtenu lors des essais de mise au point peut avoir plusieurs 
origines : 
 la chaleur accumulée dans les bras de charge (non montés lors de la mise au point) est 
plus difficile à évacuer du coté opposé à la source du froid, 
 le très bon réglage des PID évite de fortes injections d’azote, le brassage interne est 
donc moins intense, 
 la nouvelle coque d’isolation, construite pour l’essai, est peut-être moins bonne.  
 












































Autour de la fissure
 
Figure VI-23 : Refroidissement de l’éprouvette avant la mise en charge : température 
enregistrées sur les thermocouples. 





VI.3.4.2. Mise en charge 
 
La mise en charge est pilotée selon une rampe de déplacement du vérin de 1 mm/min. 
Une table traçante permet de suivre l’évolution de la force en fonction du déplacement du 
vérin en direct (Figure VI-24). La montée en charge élastique est suivie d’un virage plastique 
très court, puis l’effort reste constant durant plusieurs millimètres de déplacement avant 
d’augmenter à nouveau. Deux séquences de décharge partielle ont été réalisées manuellement 
à la même vitesse pour mesurer les complaisances élastiques. Durant l’essai, on constate 
visuellement un amorçage ductile en fond de fissure (Figure VI-25-c).  
A un niveau de chargement de 392 kN, soit un moment de 196 kN.m, une rupture 






















Déchirure ductile  Clivage 
 
Figure VI-24 : Evolution de la Force en fonction du déplacement du vérin imposé lors 




















Figure VI-25 : Photographies prises durant l’essai : a) Tube en flexion ; b) Partie 
centrale du tube avec l’arrivée d’azote, la couche isolante et l’ensemble des connexions ; 
c) Fissure ouverte : on aperçoit la déchirure en fond de défaut. Du givre recouvre le tube. 




VI.4. Dépouillement de l’essai de rupture sur le tube 
 
Une description détaillée de l’essai est développée ci-dessous en plusieurs étapes. Dans 
un premier temps, l’examen du faciès de rupture doit nous permettre de comprendre les 
phénomènes de rupture mis en jeu durant l’essai. Puis nous ferons le bilan des enregistrements 
durant l’essai. Nous terminerons par quelques recommandations pour de futurs essais 
similaires. 
 
VI.4.1. Observation du faciès de rupture  
 
Le faciès de rupture est présenté en Figure VI-26. La lecture de ce faciès permet de tirer 
plusieurs conclusions importantes : 
 La fissure initiale de fatigue est conforme aux prédictions : de forme elliptique et de 
profondeur 4.5 mm (a0; 2.c0) = (4,50 ; 35,25) mm. On a donc une erreur de 0.5 mm 
sur la profondeur estimée de 7 mm au moment de la pré-fissuration, soit environ 
7%. 
 Une déchirure ductile s’est amorcée en fond de défaut. La propagation ductile est 
restée très faible voire nulle en surface et a progressé en profondeur jusqu’au 
percement, conformément aux prévisions. La forte réduction de l’épaisseur observée 
dans cette zone est due à la plasticité.  
 Les deux branches elliptiques du défaut ductile sont tangentes à la peau interne du 
tube. Cette forme de la zone ductile nous indique que la rupture fragile s’est 
produite dès le percement. 
 Les deux côtés du défaut sont symétriques, tant la fissure de fatigue que la zone de 
déchirure ductile. 
 
On remarque également une symétrie de la trajectoire de la fissure fragile. Ce trajet est 
présenté en Figure VI-27 avec les deux parties de l’éprouvette rompue. L’ensemble de ces 
symétries atteste que le chargement et les conditions aux limites sont eux-mêmes symétriques, 




Déchirure ductile Fissure de fatigue 
 
Figure VI-26 : Faciès de rupture, côté SUD : Déchirure ductile jusqu’au percement puis 
rupture fragile. 

















Figure VI-27 : Photographie de l’éprouvette rompue et trajet de la fissure fragile. 
 
VI.4.2. Dépouillement des enregistrements  
 
Tous les enregistrements sont effectués à une fréquence de 5 Hz. Quelques problèmes 
techniques dus au froid ont perturbé certaines mesures. Un bilan des signaux de capteurs 
exploitables doit être dressé : 
 Les mesures de Force et de Déplacement du Vérin (DV) sont de bonne qualité, très 
peu bruitées. 
 Le porte-clip central s’est décollé dès le début de l’essai. La colle utilisée, garantie à 
froid en traction, résiste visiblement mal aux cisaillements. Les valeurs des clips 1 et 2 
sont donc difficilement exploitables. Le clip 3 s’est décroché pour un déplacement 
imposé de DV = 40 mm à cause d’un mouvement de la coque d’isolation. Le Clip 4 
donne une mesure de bonne qualité durant tout l’essai. 
 Les signaux des inclinomètres sont légèrement bruités mais parfaitement exploitables. 
 Les mesures de flèches sont de bonne qualité mis à part quelques « sauts ». 
 La mesure d’ovalisation 1 a également souffert du mouvement de la coque à 
DV = 40 mm. La mesure d’ovalisation 2 est perturbée par le décollement du porte 
clip. L’ovalisation 3 confirme une réduction du diamètre de l’embout inférieur à 2 mm 
jusqu’à DV = 60 mm.  






































 Les jauges J1 et J2 donnent une mesure de bonne qualité de la montée élastique et du 
virage plastique puis saturent à 0.5% de déformation (réglage d’un gain trop fort et 
saturation de la carte d’acquisition). Les jauges J3 et J4 confirment une déformation 
nulle sur la fibre neutre. 
 Les mesures de DDP, ne permettent pas de détection de l’amorçage ductile. Une 
variation importante est observée à l’approche du percement. 
 
Comme on pouvait s’y attendre, la mise en place d’un essai original comporte des 
risques au niveau des mesures. C’est une des raisons qui nous a poussé à installer un nombre 
important de capteurs sur le tube. Ce choix s’avère aujourd’hui très judicieux car malgré les 
pertes d’information en cours d’essai sur certaines mesures, l’essai reste largement exploitable 
et interprétable. 
 
Afin de faciliter les interprétations numériques qui vont suivre, plusieurs données 
doivent être extraites de ces enregistrements. Etant donné le montage en flexion, le moment se 
déduit très simplement de la force appliquée au niveau du vérin à laquelle s’ajoute le poids de 
la traverse horizontale (8kN). Les frottements des roulements à billes sont négligeables : 
Moment = Longueur des Bras . (Force + Poids de la traverse)/ 2 
 
En ce qui concerne les déplacements imposés, quelques précautions sont nécessaires, 
nous allons les détailler ici. Nous tenterons également de retrouver l’ouverture de fissure à 
partir de mesures sur les photos prises en cours d’essai. 
 
VI.4.2.1. Rotation imposée 
 
On vérifie que les flèches F3 et F4 mesurées sur les points d’appui centraux sont égales 
entre-elles et égales au déplacement du vérin. De même les rotations R1 et R2 mesurées par 
les inclinomètres sont égales. Le chargement est donc bien appliqué de manière symétrique. 
On cherche la rotation imposée à l’éprouvette dans la section frontière entre la partie 
d’épaisseur 11 mm et l’embout. Si l’on suppose indéformable l’ensemble de la ligne de 
charge entre l’éprouvette et le vérin (cf. Figure VI-14), cette rotation est égale à : 
θ1 = ArcSin(DVL ) 
avec L la longueur des bras. On constate que cette hypothèse doit être rejetée car les 
inclinomètres R1 et R2 fournissent une valeur θ2 = (R1+R1)/2 différente de θ1 : la courbure 
élastique des bras de charge n’est donc pas négligeable (Figure VI-28). Au niveau des appuis 
centraux, un calcul de RDM donne : 
θ3 = ArcTan(DVL – 
M.L
3.E.I) 
avec I le moment quadratique des bras. On a effectivement θ3=θ2 (Figure VI-28). Cependant 
on doit s’attendre également à une déformation élastique, plus complexe à évaluer, des 
embouts et de leur jonction vissée avec les bras (cf. Figure VI-19). La rotation imposée peut 
alors être estimée à partir de la flèche F2 à laquelle on aura retranché le déplacement du 
vérin : 
θ4 = ArcSin(F2-DVl ) 
avec l la longueur totale de l’embout et de la jonction vissée. On trouve une rotation θ4 plus 
faible que les précédentes (Figure VI-28) avec une perturbation autour de DV = 50 mm. Un 
début de plastification de l’embout pourrait être à l’origine de cette perturbation. De plus, 




l’examen de l’embout SUD révèle un décollement de la soudure de montage sur une longueur 
de 10 cm et une profondeur de 2 mm (Figure VI-29). Au delà d’un niveau de plastification 
important, cette rotation θ4 surestime vraisemblablement la rotation imposée au niveau de 
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Figure VI-29 : Décollement dans la soudure de l’embout SUD. 
 
VI.4.2.2. Ouverture de fissure 
 
L’ouverture de fissure ne peut être mesurée par les clips 1 et 2 à cause du décollement 
progressif du porte-clip. Ce décollement se traduit par des sauts successifs dans la mesure. 
Ces sauts sont filtrés de manière à se rapprocher des valeurs déduites des photographies de la 
fissure en cours d’essai. Le but est d’ajuster un critère δ définissant le saut entre deux instants 




i et i+1. Le filtre suivant est alors appliqué sur les mesures C1 et C2, avec par exemple pour 
C1 : 
∆C1 = 0  si  C1i+1 – C1i > δ 
       = C1i+1 – C1i  sinon  
L’ouverture de fissure est ensuite obtenue par les relations (V-6) et (V-7). Le résultat 
obtenu est encourageant mais reste peu précis (Figure VI-30).  
 
Par ailleurs, le clip 4 fournit une mesure du déplacement dans la direction de l’ouverture 
à la pointe de la fissure en surface du tube. Cette mesure est donc majoritairement pilotée par 
la déformation plastique dans cette zone et donc par le comportement de la fissure. C’est donc 
l’ouverture du clip 4 qui représentera par la suite le comportement de la fissure et sera 






























Figure VI-30 : Correction de l’ouverture C1 par un filtre ajusté pour retrouver les 
mesures sur photographies. 
 
 
VI.4.3. Conclusions sur cette première interprétation de l’essai de 
rupture sur le tube 
 
L’essai de rupture sur le tube contenant une fissure semi-elliptique circonférentielle 
débouchante a été dimensionné de manière à ce que la contrainte seuil soit atteinte en pointe 
de fissure au moment de l’amorçage de la déchirure ductile. On se trouve donc pour cette 
géométrie à la température (-50°C) où le risque de rupture fragile reste nul jusqu’au moment 
de l’amorçage ductile. Le faciès de rupture a effectivement montré un amorçage ductile et une 
propagation par déchirure ductile jusqu’au percement. Si l’on considère une température 
minimale de fonctionnement de 7°C [Sémété – 01], il existe pour ce tube avec ce défaut une 
marge de 57°C vis-à-vis de la rupture fragile. Ce résultat montre la capacité de la condition de 
contrainte seuil à évaluer une marge de température. 
 




Une rupture fragile s’est produite après le percement. Bien que le clivage soit un 
phénomène probabiliste, il était attendu après le percement, car la singularité de contrainte en 
pointe de fissure est fortement modifiée. Le confinement de plasticité et le niveau de 
triaxialité sont beaucoup plus élevés pour un défaut traversant que pour un défaut non-
traversant. Cependant de plus larges développements doivent permettre d’évaluer précisément 
l’influence du percement sur le risque de rupture du tube. 
 
L’évolution de la forme du défaut a été correctement prédite par l’utilisation de 
l’approche Gfr. Seule la propagation en surface est surestimée puisque le défaut réel ne s’est 
pas propagé en surface alors que l’on prévoyait 1 mm de propagation. Cet écart peut provenir 
de la forme du front initial utilisé dans l’approche qui ne respecte pas exactement la géométrie 
réelle du défaut, justement au niveau de la surface. Les lissages successifs des fronts 
modélisés peuvent également engendrer une exagération de la propagation en surface. 
 
D’un point de vue technique, des améliorations indispensables sur quelques points 
critiques doivent être apportées pour un prochain essai, notamment sur le mode de fixation 
des clips à basse température. En effet, la perte de l’information sur l’ouverture de fissure en 
cours d’essai constitue une difficulté majeure pour les interprétations. On utilisera pour la 
suite la mesure d’ouverture en surface en pointe de fissure et non au centre du défaut. 




VI.5. Interprétations numérique de l’essai 
 
L’interprétation numérique de l’essai sur le tube a deux objectifs principaux. Le premier 
est de vérifier sur le défaut réel de profondeur 4,5 mm que les niveaux des contraintes à 
l’amorçage ductile restent inférieurs à la contrainte seuil et s’assurer ainsi que la légère sous-
estimation de la longueur de la fissure de fatigue ne remet pas en cause le dimensionnement 
par l’approche en contrainte seuil. Le second vise à évaluer l’évolution de l’état des 
contraintes en cours de déchirure, afin de calculer le volume seuil Vth atteint sur cet essai. 
Pour cela il est nécessaire de déterminer l’évolution de la déchirure en cours d’essai par une 
loi ∆a = f(Ouverture) puis de modéliser numériquement l’essai par un calcul par relâchement 
de nœuds. La procédure est identique à celle suivie sur les éprouvettes de laboratoire mais 
avec cette fois une propagation 3D complexe. 
 
 
VI.5.1. Evaluation du comportement global 
 
Comme on a pu le voir sur le faciès de rupture, le défaut de fatigue a pour dimension 
(a0 ;2.c0) = (4.5 ;35.25) mm. Or le dimensionnement prévoyait un défaut de 4 mm de 
profondeur seulement. Il est donc important de vérifier l’influence de cette différence de 
profondeur sur le niveau de la contrainte principale maximale en fond de fissure à l’amorçage 
ductile.  
Un nouveau calcul aux éléments finis est donc réalisé. Le modèle est identique à celui 
présenté au §VI.2.2.2, mis à part la forme du défaut. On considère cette fois un défaut de 
4,5 mm de profondeur et le maillage est modifié au niveau du point en surface afin de se 
rapprocher de l’angle réel de 30°C entre le front et la surface externe du tube. Un calcul en 
petits déplacements et petites déformations (noté PPD) est utilisé pour l’évaluation de J, et un 
calcul en grands déplacements et grandes déformations (noté GGD) est utilisé pour les 
contraintes et les déformations. 
 
VI.5.1.1. Ouverture de la fissure 
 
L’évaluation numérique de l’ouverture du clip 4 est obtenue à partir de la déformation 
dans la direction axiale au point A central de la fixation des couteaux (Figure VI-31) :  
Ouverture = εA.l         (VI-8) 
où l est une longueur ajustée de manière à retrouver la pente élastique expérimentale. On peut 
également retrouver l’ouverture à partir d’une moyenne des déplacements dans la zone de 
fixation des couteaux. Cette zone étant mal définie expérimentalement, un ajustement reste 
nécessaire. En revanche, ce deuxième ajustement nous permet de vérifier qu’il existe bien une 
relation linéaire de type (V-6) entre l’ouverture et la déformation locale en A. 
 
La Figure VI-32 trace l’évolution de l’ouverture obtenue par le Clip 4 en fonction de la 
rotation θ4, définie au §VI.4.2.1. On constate une bonne corrélation jusqu’à une rotation de 
3,5°. Au-delà les deux courbes s’écartent progressivement en rotation. Comme on l’a vu au 
§VI.4.2.1, il est possible que la rotation expérimentale considérée surestime la rotation au 
niveau de l’éprouvette à cause d’un début de plastification de l’embout. 
 
 














































Figure VI-32 : Comparaison des courbes Ouverture – Rotation  expérimentale et 
numérique  
 
VI.5.1.2. Courbes de comportement global 
 
Les courbes expérimentale et numérique du moment en fonction de la rotation sont 
comparées sur la Figure VI-33. Suite aux corrections apportées à la rotation expérimentale, la 
complaisance expérimentale est difficilement mesurable. On peut simplement dire que les 
pentes élastiques numérique et expérimentale sont voisines. On constate une surestimation 
(14%) du moment de plastification. C’est également le cas sur la courbe Moment-Ouverture 
(Figure VI-34), malgré une très bonne reproduction numérique de l’allure de la courbe. Cet 
écart reste quasiment constant jusqu’à la rotation finale à rupture ; ses origines restent 
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 On a vu (V-4) qu’un calcul analytique du moment de plastification conforte le calcul 
numérique. On sait qu’il existe sur le tube un « point chaud » à -35°C (VI.3.4.1). Si on 
considère, de manière pessimiste, qu’il existe une section entière à cette température et 
que le tube plastifie uniquement dans cette section, on obtient : 
Mplastification(-35°C) = σY .4.rm².t =  156.2 kN.m  
pour 144 kN.m obtenus expérimentalement. Cette hypothèse est donc insuffisante. 
 
 Le matériau constituant les embouts doit être, par spécification de fabrication, 
équivalent ou supérieur au matériau TU42 C de l’étude. Si cette condition n’est pas 
respectée et que la limite d’élasticité de ce matériau est plus basse que celle du 
TU42 C, il existe un risque de plastifier la section d’épaisseur 14 mm de l’embout 
avant de plastifier la partie utile de l’éprouvette. L’existence d’une zone à –35°C 
favorise de plus cette plastification de l’embout. Une mesure de la limite d’élasticité 
de ce matériau à –50°C doit être réalisée. 
 
 Un décalage en effort, entre essai et calcul numérique, a déjà été observé sur les 
essais sur éprouvettes AE à –175°C. Dans ce cas le calcul est pourtant très simple et 
l’homogénéité de la température durant l’essai est incontestable. Le comportement de 
l’éprouvette AE avait été retrouvé en abaissant de 9 % le niveau des contraintes sur la 
courbe de traction. 
 
 La famille des matériaux ferritiques faiblement alliés répond généralement à une loi 
en contrainte équivalente de Von Mises. Si cette hypothèse est importante pour 
modéliser le comportement triaxial des éprouvettes AE, elle l’est moins dans le cas du 
tube qui subit une sollicitation quasi-uniaxiale. 
 
 L’isotropie du matériau a été vérifiée. 
 
 La vitesse de déformation peut avoir une influence sur cet acier. Ces vitesses ont 
donc été mesurées. On a : 
έ = 15x10-4 s-1  sur les éprouvettes de traction Φ4,  
έ = 6,5x10-4 s-1 sur les éprouvettes de traction Φ10,  
έMAX = 1,8x10-4 s-1 sur le tube  
Ces vitesses ne diffèrent pas suffisamment pour engendrer un écart significatif sur la 
limite d’élasticité. 
 
 La longueur du palier de Lüders peut varier d’une éprouvette de traction à l’autre. 
La longueur de ce plateau influe directement sur le niveau de contrainte en 
écrouissage. Cependant, un allongement du plateau ne suffit pas pour abaisser le 
niveau du virage plastique.  
 
 En dernier lieu, un nouvel essai de traction à –50°C sur une autre machine d’essai 
(système d’acquisition compris) a été réalisé, il n’a pas révélé de différence avec les 
précédents essais. 
 
Une réflexion de fond sur les raisons de cet écart devra être menée dans le cadre d’un 
nouvel essai de ce type. Des moyens de mesure devront être mis en place afin de le confirmer 
et/ou de l’expliquer. 
 














































Figure VI-34 : Comparaison des courbes Moment-Ouverture expérimentale et 
numérique  





VI.5.2. Détermination des contraintes à l’amorçage ductile 
 
Etant donné les difficultés de modélisation du comportement global, on ne peut pas 
directement associer les champs de contrainte pour un déplacement imposé donné du calcul 
au déplacement expérimental correspondant pendant l’essai. Le passage du calcul à l’essai 
doit se faire via un autre paramètre de chargement global qui soit représentatif du chargement 
de la fissure. On fait l’hypothèse que l’intégrale J est le paramètre approprié. L’amorçage 
ductile est justement défini par la ténacité critique Ji. On considère que les contraintes 
obtenues numériquement pour J=Ji, pour une loi isotrope d’écoulement de Von Mises (suivant 
la courbe de traction issue des essais à -50°C), correspondent aux contraintes à l’amorçage 
expérimentales. Le calcul de J numérique est directement obtenu par la procédure G(θ). Pour 
chaque valeur de J obtenue par le calcul PPD, les contraintes en avant du front de fissure sont 
lues au même instant sur le calcul GGD. La Figure VI-35 trace ces contraintes au point le plus 
profond du défaut à différents niveaux de chargement. On constate que la contrainte seuil 
(σth = 1300 MPa) n’est effectivement pas dépassée avant le chargement d’amorçage ductile 
(J=Ji). Le niveau maximum des contraintes sature même légèrement au-dessous de 1300 MPa 
avant l’amorçage ductile. Le dimensionnement de l’essai n’est donc pas remis en cause. La 
confirmation expérimentale de la validité de la condition de contrainte seuil pour le clivage 







































σth = 1300 MPa
Ji = 285 kJ/m²
 
Figure VI-35 : Evolution des contraintes en avant du front de fissure, au point le plus 
profond du défaut. 
 




VI.5.3. Evolution du volume Vth en déchirure 
 
On désire déterminer numériquement l’évolution du volume Vth en cours de déchirure 
par la technique de relâchement de nœuds. Compte tenu des difficultés de mesure de 
l’ouverture et de modélisation du comportement global cette détermination ne peut être 
qu’approximative. Ici encore, on suppose que le matériau répond à une loi isotrope 
d’écoulement de Von Mises suivant la courbe de traction issue des essais à -50°C. De plus, 
trois difficultés apparaissent  : 
 il faut déterminer la loi expérimentale de propagation de la déchirure ductile ; 
 la propagation en surface étant nulle, un maillage original des défauts successifs doit 
donc être développé ; 
 la transition numérique du défaut débouchant au défaut traversant pose de nombreux 
problèmes de convergence liés à la très forte plasticité et à la distorsion des éléments 
qui en découle.  
 
L’analyse proposée dans ce paragraphe est donc exploratoire et devra nécessairement 
être confirmée par des essais complémentaires et des interprétations numériques adéquates. 
 
 
VI.5.3.1. Loi ∆a = f(Ouverture) expérimentale 
 
On a vu que la propagation ductile était nulle en surface du tube. On suppose alors que 
le défaut s’est propagé en profondeur en gardant une forme elliptique. Il reste donc à 
déterminer l’évolution de la profondeur a en cours d’essai. Pour cela nous utilisons le 
paramètre « matériau » Gfr. 
La méthode se base sur une série de modélisations par Eléments Finis pour différentes 
profondeurs de défaut. Ces calculs servent de support à une application de la procédure Ji-Gfr 
qui fournit la courbe J-∆a pour le tube. Cette application est proche de celle présentée au 
§VI.2.3. Elle utilise cette fois le défaut initial définit §VI.5.1 et la forme du défaut supposée 
elliptique durant toute la propagation. On ne calcule donc la propagation qu’au point le plus 
profond, par pas de 0,5 mm jusqu’à 9.5 mm. La courbe ∆a = f(Ouverture) obtenue est donc 
totalement numérique. Or, on sait que le moment obtenu numériquement reproduit mal le 
comportement de l’essai. On va donc chercher à construire une seconde courbe basée sur les 
résultats expérimentaux.  
 
On vérifie, à partir d’une modélisation numérique du tube, au point le plus profond du 
défaut, que Jélastique est proportionnel au carré du moment et que Jplastique est proportionnel à 
l’aire sous la courbe Moment-Ouverture (Figure VI-36). On peut donc obtenir J 
analytiquement à partir du moment expérimental et de l’aire sous la courbe Moment-
Ouverture expérimentale Apl_Exp par la relation :  
J = Jélastique + Jplastique            
J = λ(a).M² + η(a).Apl_Exp       
 (VI-9) 























































Figure VI-36 : a) Jélastique en fonction du carré du moment b) Jplastique en fonction de l’aire 
plastique sous la courbe Moment-Ouverture, à partir d’une modélisation numérique du tube, 
au point le plus profond du défaut. 
L’évolution de J obtenue par la relation (V-7) correspond à l’évolution expérimentale, à 
condition de connaître la profondeur a et les coefficients λ(a) et η(a). On suppose que ces 
coefficients sont principalement dépendants de la géométrie (ce qui est vérifié sur les 
éprouvettes de laboratoire). Leurs évolutions avec la profondeur de défaut sont donc 
déterminées par éléments finis pour le point le plus profond du défaut, comme en Figure 
VI-36, pour des profondeurs a de 4,5 à 9,5 mm. Les calculs stationnaires réalisés pour obtenir 
la première courbe ∆a = f(Ouverture) conviennent parfaitement pour cette évaluation de λ(a) 
et η(a).  
L’avancée de fissure, et donc la profondeur a, est ensuite évaluée de manière itérative 
(Figure VI-37). Une loi initiale ∆a = f(Ouverture) est arbitrairement choisie. Elle permet 
d’évaluer λ(a) et η(a) et donc l’évolution de J et de Jpl selon la relation (V-7). Une nouvelle 




Conformément aux recommandations de [Marie - 00] on considère une valeur de Gfr 
décroissante sur le 1er mm de propagation. Par ailleurs, l’évolution numérique de η(a) est 
disponible pour une profondeur maximale de 9,5 mm. On suppose η constant au-delà. 
 
L’algorithme converge rapidement. Les lois ∆a = f(Ouverture) obtenues par cet 
algorithme et par application directe de l’approche Ji-Gfr concordent (Figure VI-38). 
Cependant on constate une sous-estimation de la profondeur en fin d’essai, 
vraisemblablement due à la non prise en compte de l’instabilité plastique du ligament qui 































Figure VI-37 : Méthode de détermination de l’avancée de fissure expérimentale sur 
























)   
.
Procédure Gfr
Calcul analytique de J expérimental
Sous-estimation  de la profondeur 
en fin d’essai (au percement)
Profondeur maximale atteignable 
par la procédure Gfr 
 
Figure VI-38 : Comparaison des évolutions de profondeur de défaut en fonction de 
l’ouverture obtenues par l’application de la procédure Gfr et par le calcul analytique de J. 
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Application de Gfr 
Loi ∆a0 = f(Ouverture) initiale 
Evolution η(∆ak) 







Loi ∆a = f(Ouverture) exp. 
|∆ak+1,i - ∆ak+1,i-1 | < ε 




VI.5.3.2. Modélisation de la propagation par relâchement de 
nœuds 
 
Le maillage de défauts elliptiques concentriques est présenté sur la Figure VI-39. Le 
maillage du front au niveau du point de la surface est particulièrement difficile car l’angle réel 
entre le front et la surface est de 30°. On maille ici un angle décroissant de 60° à 35° en 3 
éléments. De plus une propagation minimale de quelques dixièmes est nécessaire en surface 
pour garder des éléments cubiques. L’incrément d’avancée de fissure en profondeur entre 
chaque relâchement est de 250 µmm. Une transition régulière au percement a été également 
maillée. Le relâchement de nœuds est piloté par la loi ∆a = f(Ouverture) expérimentale 
déterminée précédemment. Le calcul a été mené jusqu’à un défaut atteignant 85% de 











Figure VI-39 : Maillage de défauts elliptiques concentriques pour le calcul de 
simulation de la propagation par relâchement de nœuds  
 
A partir de ce calcul non-stationnaire, on constate (Figure VI-40) que la contrainte 
principale maximale reste constante autour de 1330 MPa en fond de défaut jusqu’à 3 mm de 
propagation, puis augmente linéairement avec la taille du défaut jusqu’à ∆a = 5,25 mm où elle 
atteint 1580 MPa. L’évolution du volume seuil, qui intègre l’ensemble du ligament, est tracée 
en Figure VI-41. Elle est cohérente avec l’évolution de la contrainte : Vth varie linéairement 
avec l’avancée de fissure puis accélère après 3 mm de propagation ductile. 
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Figure VI-40 : Evolution avec la déchirure de la contrainte principale maximale en 




















Figure VI-41 : Evolution du volume Vth sur le tube en cours de déchirure ductile. 





VI.5.3.3. Calcul de Vth après percement 
 
Le percement constitue un cas limite où intervient une instabilité plastique. La forme du 
défaut évolue rapidement, surtout dans le cas d’une fissure elliptique allongée : le front se 
divise en 2 branches et les ligaments présentent des pointes très fines. Il est difficile de 
reproduire ce phénomène numériquement. En revanche, il est possible d’effectuer un calcul 
stationnaire, plus simple, modélisant le défaut traversant final. Malgré cela, plusieurs 
difficultés de convergence numérique apparaissent au niveau de la pointe A du ligament. En 
conséquence, les champs de contraintes montrent quelques irrégularités dans la direction 
perpendiculaire au front. Cependant, les résultats montrent que : 
 La contrainte principale maximale en pointe de fissure à mi-épaisseur du tube atteint 
1880 MPa, soit 19% de plus qu’avant le percement.  
 L’histoire du chargement n’est pas prise en compte dans ce calcul, le volume seuil 
obtenu est donc « instantané » et n’inclut pas la propagation. Il atteint 215 mm3, soit 
pratiquement l’équivalent du volume cumulé en propagation jusqu’au percement. 
 Il n’y a pas d’intersection entre ce volume instantané et le volume Vth cumulé obtenu 
par le calcul par relâchement de nœuds (Figure VI-42). On peut donc additionner ces 
volumes pour obtenir une estimation par défaut du volume Vth à rupture : 447 mm3. 
 
Ce calcul montre donc, de manière qualitative, le changement important des champs 
mécaniques qui s’opère lors du percement. Ces changements, élévation forte de la contrainte 
et extension du volume seuil, confirment que le risque de rupture fragile est plus important 
après le percement.  
En revanche, étant donné les fortes incertitudes sur la précision de ces calculs nous ne 


















Figure VI-42 : Illustration du développement du volume Vth au percement. 
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VI.6. Conclusions sur la Température de Transition sur le Tube 
 
 
Ce chapitre est consacré au développement, à la réalisation et à l’interprétation d’un 
essai de rupture sur un tube du circuit secondaire. Le type de chargement et la géométrie de 
référence sont choisis afin de se placer dans des conditions représentatives du parc nucléaire. 
On choisit par ailleurs de réaliser cet essai dans la partie supérieure du domaine de transition. 
Plus précisément, on évalue la résistance à la rupture du tube à la température à laquelle le 
risque de clivage apparaît au moment de l’amorçage ductile. Cette température est déterminée 
par le critère en contrainte seuil. 
 
Le dimensionnement de l’essai s’appuie donc sur deux points. En premier lieu, il faut 
s’assurer que la déchirure ductile s’amorce avant que le tube ne perde sa résistance par 
plasticité généralisée. D’autre part, la contrainte principale maximale ne doit pas dépasser la 
contrainte seuil avant cet amorçage ductile. La température, la taille du défaut et l’épaisseur 
du tube sont donc fixés : 
T = -50°C a0 = 4 mm t = 11 mm 
 
La préparation de l’essai comprend plusieurs phases. La pré-fissuration de l’éprouvette 
est la plus délicate. La démarche globale est identique à celle employée sur une éprouvette de 
laboratoire mais chaque étape demande le développement d’outils et de techniques 
spécifiques : formulaire de KI pour le calcul du chargement, formulaire de complaisances 
pour le suivi de l’avancée de fissure. Un dispositif de mise en froid a été développé. Une 
instrumentation importante a été mise en place. 
 
Lors de l’essai la montée en charge élastique est suivie d’un virage plastique très court, 
puis d’un palier d’effort sur plusieurs millimètres de déplacement du vérin. On observe 
ensuite une augmentation régulière de l’effort jusqu’à ce qu’une rupture fragile, brutale et 
complète de la structure se produise.  
 
L’observation du faciès de rupture montre que l’avancée de fissure en fatigue est de 
12,5% supérieure à celle estimée en fin de pré-fissuration. Une déchirure ductile s’est 
amorcée en fond de défaut. La propagation ductile est restée très faible voire nulle en surface 
et a progressé en profondeur jusqu’au percement. Cette évolution du défaut ductile est 
conforme aux prédictions par l’application de l’approche Gfr. La rupture fragile a eu lieu dès 
le percement comme en attestent les deux branches elliptiques du défaut ductile tangentes à la 
peau interne du tube.  
 
Le résultat de l’essai est donc concluant. Il montre que : 
 il existe un décalage en température important du domaine de transition fragile/ductile 
par rapport aux éprouvettes de laboratoire. Ce décalage est dû au faible confinement 
de plasticité rencontré dans le cas des structures minces ; 
 en conséquence la température d’apparition du clivage sur une telle structure est plus 
basse que sur les éprouvettes de laboratoire ; 
 la condition de contrainte seuil permet d’estimer de manière simple cette température. 
 
 




L’interprétation numérique de l’essai est rendue délicate par la perte de la mesure 
expérimentale de l’ouverture de fissure en cours d’essai. De plus, le comportement global est 
mal reproduit ; une surestimation (14%) de l’effort reste inexpliquée. En supposant que le 
matériau répond à une loi isotrope d’écoulement de Von Mises suivant la courbe de traction 
issue des essais à -50°C, on vérifie que les niveaux des contraintes à l’amorçage ductile 
restent inférieurs à la contrainte seuil pour le défaut réel à une profondeur de 4,5 mm. Ce 
calcul valide ainsi le dimensionnement par l’approche en contrainte seuil.  
 
 
Une modélisation par éléments finis a été développée pour calculer le volume Vth sur le 
tube au cours de l’essai, par la technique du relâchement de nœuds. Compte tenu des 
difficultés de modélisation du comportement global, cette détermination est approximative. 
La loi expérimentale ∆a = f(Ouverture) a été déterminée à l’aide du paramètre Gfr. Les calculs 
sont menés jusqu’à un défaut atteignant 85% de l’épaisseur. Le passage numérique d’un 
défaut semi-elliptique à un défaut traversant présente des problèmes de convergence. 
Cependant un calcul stationnaire du défaut traversant final indique que le volume Vth est quasi 
doublé après le percement et que la contrainte principale maximale est augmentée de 19%. 
Ces calculs montrent donc de manière qualitative l’augmentation du risque de rupture fragile 
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Dans le cadre de la démonstration de la tenue mécanique des tuyauteries du circuit 
secondaire des centrales nucléaires REP, nous nous intéressons au comportement à rupture 
des structures minces soudés dans le domaine de transition fragile/ductile.  
 
D’une manière générale, la zone de transition fragile-ductile d’un matériau est définie 
par la plage de température sur laquelle le matériau passe d’une rupture fragile à une rupture 
ductile. L’augmentation de température se traduit par une augmentation des valeurs médianes 
de ténacité et d’un élargissement de la dispersion. Les difficultés de prédiction de 
comportement d’une structure sont liées à la dépendance de la probabilité de rupture fragile 
aux champs mécaniques en pointe de fissure. En conséquence, les ténacités à ruptures sont 
dépendantes de la géométrie, de la profondeur de défaut, du type de chargement et de tout 
autre paramètre influençant le chargement en pointe de fissure. L’origine précise de cette 
dépendance au sein des champs mécaniques reste aujourd’hui mal comprise.  
 
Si l’on considère une structure mince contenant un joint soudé et sollicitée dans le 
domaine de transition fragile/ductile, les approches actuelles ne permettent pas d’évaluer une 
probabilité de rupture fragile. Dans le contexte de la sûreté nucléaire, il est pourtant 
indispensable de connaître les conditions dans lesquelles le risque de rupture fragile de cette 
structure est nul.  
Notre objectif est donc de déterminer la température pour laquelle le risque de rupture 
fragile par clivage apparaît sur une structure soudée, c’est-à-dire déterminer la borne 
supérieure du domaine de transition fragile/ductile. Ce travail s’appuie donc sur trois points : 
 montrer que le domaine de transition fragile/ductile dépend de la géométrie, 
 établir une condition nécessaire à l’apparition de la rupture fragile par clivage, 
 fournir une méthode permettant de caractériser le comportement à rupture des joints 
soudés. 
 
Notre démarche se base sur les travaux de Chapuliot en considérant que le volume 
susceptible de cliver est le volume dépassant une contrainte seuil en pointe de fissure. Un 
premier objectif de notre étude a été de mettre en évidence la relation entre ce volume, dit 
volume seuil, et la probabilité de rupture fragile et ce en présence d’une avancée de déchirure 
ductile préalable qui peut être importante. 
D’autre part, dans l’objectif d’appliquer cette approche dans un contexte industriel sur 
une structure contenant éventuellement un joint soudé, il est essentiel de mettre en place des 
outils permettant de simplifier l’utilisation du modèle et l’identification de ses paramètres.  
 
Une interprétation complète des essais de la base ESIS du projet Euro Fracture 
Toughness sur un acier de cuve 22NiMoCr37 a été réalisée. Elle a permis de montrer que : 
 Les essais sur éprouvettes AE à très basse température (-150°C) mettent en évidence 
une contrainte seuil σth en dessous de laquelle le clivage n’a pas lieu. 
 La probabilité de rupture fragile des éprouvettes CT est liée au volume Vth dépassant 
la contrainte seuil, via une fonction de sensibilité F :  PR = 1 – exp (-F.Vth). 
 La fonction F est dépendante de la température et indépendante de la taille de 
l’éprouvette. Elle reste cependant dépendante de la géométrie de l’éprouvette. Elle 
peut être exprimée en fonction de la limite d’élasticité par : 




















où m est identique au module de la distribution de Weibull 
identifiée sur les éprouvettes AE.  
 
Dans cette formulation de la probabilité de rupture fragile, le volume Vth permet à lui-
seul de rendre compte des effets d’échelle et de la déchirure ductile. 
Par ailleurs, la fonction F est représentative de la sensibilité au clivage du matériau et de 
la géométrie. La sensibilité au clivage s’exprime à travers les paramètres m, σu et V0. La 
limite d’élasticité σY traduit la dépendance en température. Seul le paramètre σY0 peut être 
dépendant des champs mécaniques en pointe de fissure, et est donc dépendant de la 
géométrie. Pour la grande série d’éprouvettes CT analysée, une contrainte σY0 commune 
convient. 
 
Un parallèle fort peut être établi avec le modèle de Beremin. Les deux approches sont 
issues de la théorie du maillon le plus faible. Dans sa formulation à trois paramètres, le 
modèle de Beremin inclue une contrainte seuil, et le volume d’intégration peut être réduit au 
même volume seuil Vth que dans notre approche. La probabilité de rupture reste également 
nulle sous ce seuil σth. La probabilité de rupture p0 d’un maillon élémentaire est exprimée 
selon Beremin par la loi de Weibull dépendant de la contrainte. En revanche, nous 
considérons une probabilité p0 constante sur Vth et indépendante du chargement. Cette 
hypothèse forte est basée sur le fait que Vth reste faible et que le profil de contrainte se 
translate sans évoluer au cours de la déchirure.  
 
L’analyse des essais sur le matériau 22NiMoCr37 a également permis d’établir un 
nombre important d’outils simplifiant l’identification des paramètres  :  
 La contrainte seuil σth est évaluée par une série d’essai sur éprouvettes AE à très basse 
température, 
 Le module m est déduit de cette même série d’éprouvettes AE, 
 Le volume Vth doit être évalué par un calcul aux éléments finis. Ce volume est 
proportionnel à la longueur de déchirure sur les éprouvettes CT et à la taille d’éprouvette. 
Une correction est ensuite possible pour les autres cas de température via la limite 
élastique.  
 Une nouvelle manière d’exprimer la probabilité de rupture expérimentale a été mise en 
avant. Elle permet de prendre en compte les deux modes de rupture rencontrés dans le 
haut de la transition (fragile ou ductile). 
 
 
Le matériau de notre application est un acier au Carbone-Manganèse utilisé pour le 
circuit secondaire des réacteurs REP, de dénomination française TU42 C. Une campagne 
expérimentale importante a été réalisée pour la caractérisation de ce matériau. Les propriétés 
de traction du matériau ont été évaluées de –175°C à l’ambiante. La courbe de transition en 
résilience a été déterminée. Elle fait apparaître une température de transition à 8.5 daJ/cm² de 
-30°C. Les propriétés de déchirure ductile ont été identifiées à partir d’essais de rupture à 
température ambiante sur éprouvettes normalisées CT12. La valeur de ténacité critique à 
l’amorçage ductile a été déterminée : Ji = 285 kJ/m². Le paramètre matériau Gfr, relatif au taux 
de dissipation d’énergie intrinsèque au processus de rupture a également été évalué : 
Gfr = 275 MPa.  
 




Nous nous sommes ensuite attachés à caractériser la partie supérieure de la zone de 
transition en ténacité du matériau, dans un domaine de température où la rupture fragile est 
précédée de déchirure ductile. L’influence de la géométrie est évaluée. Pour trois géométries 
d’éprouvettes, la température d’apparition du clivage a été déterminée : -15°C ± 5°C pour les 
éprouvettes CT12 et SENB01 ; -30°C ± 5°C pour les éprouvettes SENB05. Il apparaît à 
travers ces essais que plus la déchirure ductile est longue, plus le risque de rupture par clivage 
est grand. Une observation systématique des faciès de rupture au microscope électronique à 
balayage a été entreprise sur les éprouvettes ayant clivé après déchirure ductile. Les sites 
d’amorçage du clivage ont été repérés et positionnés. Aucune inclusion n’a été observée 
comme cause éventuelle de l’amorçage du clivage. Le clivage semble s’amorcer par un 
mécanisme induit par la déformation plastique. 
 
Les joints soudés des tubes en acier TU42 C ont également été caractérisés. L’analyse 
micrographique montre l’influence des passes successives sur la transformation de la 
microstructure, notamment le grossissement des grains. Du point de vue mécanique, on 
distingue 3 zones dans le joint soudé : le métal de base, le métal déposé, et la ZAT. Les 
courbes de traction du métal déposé ont révélé un mismatch de l’ordre de 1,6. Des éprouvettes 
de traction plates ont également été prélevées avec succès dans l’épaisseur de 4 mm de la 
ZAT. La limite d’élasticité de la ZAT est intermédiaire entre celle du métal de base et du 
métal déposé. 
 
La résistance à la déchirure ductile de la ZAT a été évaluée à partir d’une éprouvette 
CT12 dont l’épaisseur a été réduite à 6 mm afin que le front de fissure soit entièrement 
contenu par la ZAT. Là encore un soin particulier a été apporté au prélèvement afin de 
s’assurer de la bonne position du front de fissure dans la ZAT. Une ténacité à l’amorçage 
ductile de 350 kJ/m² a été évaluée. Cependant, on constate une forte dispersion. Cette 
dispersion peut être due aux variations de propriétés de la ZAT et à une faible précision de la 
détection de l’amorçage ductile. 
 
Des éprouvettes CT12Ep6 et SENB01Ep6 rompues par clivage à une température 
proche de la limite supérieure du domaine de transition ont été observées au MEB. Deux 
d’entre elles ont révélé une particule au site d’amorçage et correspondent aux éprouvettes 
ayant rompu le plus tôt. Une analyse EDS indique que ces particules contiennent du titane et 
du silicium. De nombreuses autres particules du même type sont présentes sur certains faciès 
de rupture. Plus précisément, ces impuretés se retrouvent dans une zone proche de la ligne de 
fusion. Elles ont donc pour origine le procédé de soudage et fragilisent très 
vraisemblablement la ZAT.  
 
 
Les paramètres du modèle de rupture en contrainte seuil ont été identifiés sur le métal 
de base. La contrainte seuil σth et le module m ont été déterminés par l’ajustement d’une 
distribution de Weibull sur les contraintes principales maximales à rupture d’une série de 15 
éprouvettes AE testées à –175°C. On obtient σth = 1300 MPa et m = 3. La fonction de 
sensibilité F a été identifiée à partir des essais réalisés dans le haut de la transition sur les trois 
géométries d’éprouvettes fissurées. Le paramètre σY0 est identifié à la limite élastique 
correspondant à la température expérimentale de disparition du clivage pour chaque 
géométrie. Un bon accord est obtenu entre les probabilités expérimentales et théoriques pour 
une valeur de σu V01/m de 58.7 MPa.mm3/m. On constate une forte sensibilité du modèle à la 
contrainte σY0 lorsque les températures s’approchent de la limite supérieure de la zone de 
transition. Ce paramètre dépend de la géométrie et doit être évalué avec précision dans chaque 




cas pour assurer la transférabilité du critère. Selon l’hypothèse de contrainte seuil, il peut être 
calculé comme la limite élastique pour laquelle la contrainte principale maximale atteint la 
contrainte seuil σth à l’amorçage de la déchirure ductile. Cette méthode souffre de la difficulté 
de calculer de manière précise les contraintes à un très fort niveau de déformation en pointe 
de fissure.  
 
La suite de l’étude a été consacrée au développement, à la réalisation et à 
l’interprétation d’un essai de rupture sur un tube sans soudure du circuit secondaire. Le type 
de chargement et de géométrie sont choisis afin d’évaluer la résistance à la rupture de cette 
structure dans des conditions représentatives du parc nucléaire. Nous avons choisi de réaliser 
cet essai à la température à laquelle le risque de clivage apparaît au moment de l’amorçage 
ductile : -50°C dans ce cas précis.  
 
La préparation de l’essai comprend plusieurs phases. La pré-fissuration de l’éprouvette 
est la plus délicate. La démarche globale est identique à celle employée sur une éprouvette de 
laboratoire mais chaque étape demande le développement d’outils et de techniques 
spécifiques : formulaire de KI pour le calcul de chargement, formulaire de complaisances pour 
le suivi de l’avancée de fissure, dispositif de mise en froid et instrumentation importante. 
 
Le déroulement de l’essai a montré une montée en charge élastique suivie d’un virage 
plastique très court, puis d’un palier d’effort sur plusieurs millimètres de déplacement du 
vérin. Nous avons ensuite assisté à une augmentation régulière de l’effort jusqu’à un niveau 
de chargement proche du moment maximal admissible par le tube où une rupture fragile, 
brutale et complète de la structure s’est produite.  
 
La lecture du faciès de rupture a permis de comprendre qu’une déchirure ductile s’est 
amorcée en fond de défaut. La propagation ductile est restée très faible voire nulle en surface 
et a progressé en profondeur jusqu’au percement. Cette évolution du défaut ductile est 
conforme aux prédictions issues de l’application de l’approche Gfr. La forme de la zone 
ductile nous indique de plus que la rupture fragile a eu lieu dès le percement car les deux 
branches elliptiques du défaut ductile sont tangentes à la peau interne du tube.  
 
Le résultat de l’essai est donc concluant. Il permet de montrer que : 
 il existe un décalage en température important du domaine de transition fragile/ductile 
par rapport aux éprouvettes de laboratoire. Ce décalage est dû au faible confinement 
de plasticité rencontré dans le cas des structures minces. 
 en conséquence la température d’apparition du clivage sur une telle structure est plus 
basse que sur les éprouvettes de laboratoire, 
 la condition de contrainte seuil permet d’estimer de manière simple cette température. 
 
Du point de vue numérique, on constate une surestimation du moment de plastification 
de 14%. L’origine, numérique ou expérimentale, de cet écart reste mal comprise. Le modèle 
permet cependant de montrer qualitativement que : 
 La contrainte principale maximale en pointe de fissure reste constante sur les premiers 
millimètres de déchirure puis s’amplifie à l’approche du percement. Elle est encore 
amplifiée après le percement. 
 Le volume Vth après percement est quasiment multiplié d’un facteur 2, ce qui peut 
expliquer la rupture fragile juste après le percement. 
 
 








Dans notre approche, la contrainte seuil σth est le premier critère qui permet de définir 
une probabilité nulle de rupture fragile. C’est le paramètre clé qu’il est essentiel de déterminer 
avec précision. Nous avons supposé jusqu’à présent que σth était une constante du matériau. 
Les modélisations numériques de la déchirure sur trois géométries d’éprouvettes ont montré 
des niveaux de contraintes à rupture nettement différents alors que les températures 
d’apparition du clivage correspondantes étaient quasi identiques. Pour expliquer cet écart, une 
dépendance de σth à la plasticité ou à la triaxialité peut être envisagée. Les premières 
investigations en ce sens n’ont pas montré de différence significative sur les plasticités à 
rupture entre éprouvettes CT et AE. Les dépouillements des calculs doivent être poursuivis 
pour établir une comparaison avec les autres éprouvettes. Un travail identique peut être mené 
sur la triaxialité. La question de la dépendance de σth peut également être investiguée 
expérimentalement. La contrainte seuil est déterminée à partir des éprouvettes AE. Il serait 
intéressant de tester des éprouvettes AE avec une autre géométrie d’entaille pour faire varier 
la triaxialité, ou de pré-écrouir le matériau avant d’usiner l’éprouvette AE pour évaluer la 
dépendance à la plasticité.  
 
 
En appui de l’hypothèse de contrainte seuil, nous avons montré le lien, via la fonction F, 
entre la probabilité de rupture fragile et le volume Vth excédant la contrainte seuil. La question 
de l’identification de la fonction F n’est pas totalement éclaircie. Notamment, le paramètre 
σY0 s’est révélé difficile à évaluer, particulièrement pour des températures très proches de la 
limite supérieure de la zone de transition. La nature de σY0 pourrait être étudiée à partir d’une 
identification de F sur des séries d’essai sur des éprouvettes de géométrie variantes. Par 
exemple, la base des essais de l’ESIS sur le matériau 22NiMoCr37 contient des résultats de 
rupture fragile sur des barreaux fissurés en chargement de flexion ou de traction. Plusieurs 
résultats sont également disponibles sur des éprouvettes de flexion en croix sur ce matériau. 
L’influence de la triaxialité pourrait être étudiée à travers une interprétation fine de ces essais.  
 
L’essai sur le tube sans soudure montre que la condition de contrainte seuil permet 
d’estimer de manière simple une température au dessus de laquelle la rupture fragile ne peut 
se produire sur une structure mince fissurée. L’interprétation numérique de cet essai doit être 
approfondie. Un calcul modélisant non-seulement l’éprouvette mais également la partie 
souple des embouts, avec la carte thermique précise de l’essai, doit préciser les zones 
apparition de la plasticité. Ce calcul devrait mieux modéliser le comportement global de 
l’essai et ainsi de se rapprocher du moment de plastification expérimental. 
De plus, un second essai pourrait confirmer le comportement à rupture en maîtrisant 
plus proprement les conditions expérimentales. Pour cet essai, plusieurs améliorations doivent 
être apportées. Du point de vue expérimental, il est indispensable de fixer par soudure les 
supports des extensomètres pour la mesure de l’ouverture de fissure. De plus, une meilleure 
homogénéité du refroidissement doit être obtenue, par exemple en symétrisant le dispositif par 
une injection d’azote à chaque extrémité de l’éprouvette. 
 
Un large travail reste à accomplir afin d’appliquer le modèle probabiliste de rupture 
fragile dans un mécanisme de compétition Ductile/Fragile sur les joints soudés. Une première 
transposition simple du métal de base à la ZAT peut être tentée à partir des propriétés de la 




ZAT et en supposant une contrainte seuil identique. Ainsi, la limite élastique plus élevée de la 
ZAT engendrerait un niveau de contrainte plus élevé, un volume Vth plus grand et donc une 
plus grande sensibilité au clivage. Cependant, le mécanisme de clivage dans la ZAT semble 
différent de celui observé dans le métal de base : aucune impureté n’a été observée sur les 
sites d’amorçage du clivage du métal de base, contrairement à la ZAT. Il est donc très 
probable que la fonction de sensibilité F(σY) et la contrainte seuil σth  soient différentes.  
La détermination de la contrainte seuil σth peut être tentée à partir d’essais à basse 
température sur éprouvettes AE2-6 dont l’entaille se situerait dans la ZAT. On note qu’un 
nouveau prélèvement d’éprouvettes de traction plates devra être réalisé si l’on veut modéliser 
ce comportement à basse température pour évaluer les contraintes principales à rupture.  
Un effort devra également être poursuivi dans la modélisation des éprouvettes multi-
matériaux. Le modèle présenté dans le chapitre IV permet d’utiliser un maillage simplifié sans 
les interfaces entre le métal de base, la ZAT et le métal déposé. Il doit donc être appliqué à la 
procédure de calcul des volumes seuils Vth simulant la déchirure ductile par relâchement de 
nœuds.  
Enfin, un essai sur structure contenant un joint soudé présenterait un intérêt 
démonstratif évident. Cet essai, s’il est réalisé dans une configuration géométrique 
représentative des conditions de fonctionnement sur le parc nucléaire, permettrait de 
directement mesurer une marge de température vis-à-vis de la rupture fragile et d’établir une 
comparaison avec le tube sans soudure. Pour cela il est nécessaire de créer, sur un joint soudé 
du tube, une fissure dont le front se situe à l’interface de la ZAT et du métal déposé, zone de 
plus grande fragilité, ce qui présente une grande difficulté. 
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La description des essais de caractérisation en traction réalisés au cours de ce travail, 
non insérée dans le corps du texte, est plus largement détaillée dans cette annexe. Les 
matériaux sont les trois composants d’un joint soudé de tube : le métal de base, un acier C-Mn 
de dénomination française TU42 C, la ZAT et le métal déposé. Ces matériaux ont été 
présentés aux Chapitres III et IV. 
 
A.1. Procédure expérimentale 
 
Nous utilisons des éprouvettes de traction lisses et cylindriques pour les essais sur le 
métal de base. Deux géométries sont utilisées : diamètre 4 mm pour un prélèvement dans le 
sens T (circonférentiel) et diamètre 10 mm pour un prélèvement dans le sens L (axial). Pour 
les essais sur le métal déposé et la ZAT, nous utilisons des éprouvettes lisses prismatiques de 
section 6x2. Les Figures A-1 à A-7 présentent les géométries des éprouvettes utilisées et les 
plans de prélèvement de matière dans le tube d’origine. Ces derniers plans détaillent 
également les prélèvements des éprouvettes CT, SENB et de résilience que nous allons 




Les essais sont réalisés sur une machine de traction-compression servo-hydraulique 
MTS d’une capacité de 250 kN, et entièrement pilotée par une électronique INSTRON 8500+. 
Cette baie de commande possède quatre voies de mesure qui peuvent être acquises à partir 
d’un PC avec un logiciel adapté. Deux de ces voies correspondent aux mesures de la force et 
du déplacement du vérin. 
 
Les éprouvettes sont équipées d’un extensomètre longitudinal à couteaux, lui-même 
connecté à la baie de commande.  
 
Les essais sont réalisés en déplacement imposé : une rampe en déplacement est imposée 
au niveau de vérin. Les vitesses varient suivant la géométrie de l’éprouvette : 
 5 mm/min pour les éprouvettes ∅10  
 1.66 mm/min pour les éprouvettes ∅4, 
 1.44 mm/min pour les éprouvettes prismatiques LC24, 
ce qui correspond à une vitesse de déformation de 1.4x10-3 s-1 pour les deux premières et 
1.0x10-3 s-1 pour la dernière. 
 
La mise en température de l’éprouvette est réalisée à l’aide d’une chambre climatique 
INSTRON EC1560 à azote liquide. Un thermocouple est soudé sur l’éprouvette. Le temps de 
maintien à température est de un quart d’heure pour les éprouvettes cylindriques ∅4 et 
prismatiques LC24, et d’une demie-heure pour les éprouvettes cylindriques ∅10. La variation 
de température en cours d’essai est inférieure à 3°C. 
 






Figure A-1 : Eprouvette de traction ∅10LC60. 
 
 




Figure A-3 : Eprouvette de traction prismatique LC24.
e = 2 







Figure A-4 : Plan de prélèvement pour 4 éprouvettes de traction ∅4, 9 éprouvettes 
CT12, et quelques échantillons de matière. 







Figure A-5 : Plan de prélèvement pour 4 éprouvettes de traction ∅4, 6 éprouvettes de 
traction ∅10, 15 éprouvettes SENB05, et 20 Eprouvettes de résilience. 
 







Figure A-6 : Plan de prélèvement des éprouvettes de traction prismatiques dans le 
moule de qualification. 







Figure A-7 : Plan de prélèvement de 5 éprouvettes de traction prismatiques et de 6 




On réalise en général deux essais par température. Les Figures A-8 et A-9 présentent les 
courbes de traction obtenues pour le MB et le ZAT. La limite basse d’élasticité ReL, la limite 
haute d’élasticité ReH, la résistance maximale à la traction Rm, l’allongement du palier de 
Lüders Ae et l’allongement à rupture A sont définis sur la Figure A-10. Les Tableaux A-1, A-
2 et A3 présentent la liste des éprouvettes testées avec les principaux résultats obtenus 
respectivement sur le métal de base, le métal déposé et la ZAT. 
Pour les 3 matériaux, on a peu de dispersion. Seuls les essais à 0°C sur le MB ont 
montré une dispersion significative. Les 3 matériaux sont très ductiles, avec des allongements 





à rupture autour de 25% à toutes les températures. Pour le métal de base, les sens L et T ne se 
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Figure A-9 : Courbes de traction rationnelles de la ZAT. 



















Figure A-10 : Définition des grandeurs caractéristiques pour l’essai de traction. 
 





















ReL ReH Rm Ae A
mm  °C MPa MPa MPa  % %
04-141 695 B 1 M 10 L 25 315 350 472 2.3% 34.0
04-226 697 1 DI 10 L 25 310 350 472 2.0% 35.0
04-129 695 B 3 A 4 T 0 350 400 510 2.8% 24.0
04-133 695 B 1 E 4 L 0 350 396 512 2.8% 21.0
04-137 695 B 1 I 10 L 0 330 370 492 2.5% 35.0
04-142 695 B 1 N 10 L 0 320 365 495 2.5% 36.0
04-140 695 B 1 L 10 L -25 345 402 513 2.8% 36.5
04-223 697 1 DF 10 L -25 345 385 516 2.0% 34.5
04-132 695 B 3 D 4 T -50 375 415 532 3.2% 28.5
04-228 697 1 DK 10 L -50 370 436 548 2.5% 34.0
04-224 697 1 DG 10 L -50 372 442 545 2.5% 34.5
04-134 695 B 1 F 4 L -75 430 545 592 3.5% 31.0
04-225 697 1 DH 10 L -75 410 488 576 3.0% 34.5
04-135 695 B 1 G 4 L -100 520 645 652 2.8% 31.0
04-131 695 B 3 C 4 L -175 760 875 840 3.2% 26.0
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Tableau A-2 : Propriétés mécaniques de traction de la ZAT. 
 
Tableau A-3 : Propriétés mécaniques de traction du métal déposé. 
 
Les matériaux sont considérés isotropes, de coefficient de Poisson, ν, 0,3 et de module 





















ReL ReH Rm Ae A
mm²  °C MPa MPa MPa  % %
05-078 7001E 12 T 20 500 500 565 2.7% 28%
05-082 7001I 12 T 20 505 534 565 2.8% 25%
05-075 7001B 12 T 0 537 537 600 2.9% 25%
05-079 7001F 12 T 0 537 537 595 3.0% 25%
05-080 7001G 12 T -25 550 550 620 3.3% 25%
05-076 7001C 12 T -25 560 579 625 3.0% 25%
05-083 7001J 12 T -50 555 570 628 3.3% 25%
05-084 7001K 12 T -50 558 571 638 3.1% 34%
05-077 7001D 12 T -50 552 563 626 2.4% 25%



















ReL ReH Rm Ae A
mm²  °C MPa MPa MPa  % %
05-087 6978BB 12 T 20 460 475 562 2.7% 24%
05-089 6978BD 12 T 20 469 488 575 2.1% 25%
05-088 6978BC 12 T 0 476 490 580 2.0% 23%
05-092 69710BG 12 T 0 473 480 578 2.4% 30%
05-094 69710BI 12 T -25 492 504 610 3.0% 33%
05-093 69710BH 12 T -25 478 486 600 2.6% 30%
05-090 6978BE 12 T -50 510 530 633 2.9% 33%
05-091 6978BF 12 T -50 515 522 622 3.2% 30%



































B.1. Procédure expérimentale 
 
Des essais de résilience sur le métal de base sont été réalisés sur éprouvettes Charpy-V 
(Figure B-1) suivant la norme NF EN 10045-1 [AFNOR -90]. Les éprouvettes sont prélevées 
de telle manière que le plan de fissuration soit perpendiculaire à la direction axiale L et que la 
fissure avance dans la direction radiale S (cf. Figure A-5). 
 
Les éprouvettes sont rompues sur un mouton pendule de Charpy fournissant une énergie 
maximale de 300 J. La température d’essai est contrôlée par un thermocouple soudé sur une 
éprouvette témoin, positionnée à côté de l’éprouvette à tester dans la chambre climatique. Un 
temps de maintien en température d’un quart d’heure est respecté afin de garantir une 
température homogène et stable dans l’éprouvette. 
 
 
Figure B-1 : Eprouvette de résilience Charpy. 
 
 







Le Tableau B-1 présente les énergies à rupture, la résilience correspondante, et le taux 
de cristallinité. 
 
Tableau B-1 : Résultats des essais de résilience sur éprouvettes Charpy sollicité dans le 
sens L-S, sur l’acier TU42 C. 
 
La courbe de transition en résilience est donnée sur la Figure B-2. Elle est définie par un 
ajustement en fonction tangente hyperbolique des énergies de rupture en fonction de la 
température. Les données issues du dossier de qualification du fournisseur sont parfaitement 
cohérentes avec les nôtres et sont donc ajoutées à la courbe. 
 










N° Essai N° Température Energie Résilience Cristallinité
Eprouvette Absorbée (J) (J/cm²) (%)
04-042 695 B 1 S 60 177 221.25 0
04-055 695 B 1 AF 22 169 211.25 0
04-056 695 B 1 AG 22 149 186.25 0
04-057 695 B 1 AH 22 173 216.25 0.20539618
04-049 695 B 1 Z 0 139 173.75 0.43639453
04-046 695 B 1 W 0 126 157.5 0.4786357
04-041 695 B 1 R 0 135 168.75 0.35294606
04-045 695 B 1 V 0 127 158.75 0.53264999
04-044 695 B 1 U 0 135 168.75 0.48037781
04-054 695 B 1 AE -20 80 100 0.74414712
04-038 695 B 1 O -20 95 118.75 0.62001573
04-051 695 B 1 AB -20 98 122.5 0.61412985
04-043 695 B 1 T -40 51 63.75 0.80246832
04-047 695 B 1 X -40 59 73.75 0.79659108
04-050 695 B 1 AA -40 66 82.5 0.76750632
04-053 695 B 1 AD -60 10 12.5 0.94461447
04-052 695 B 1 AC -60 7 8.75 0.97101614
04-048 695 B 1 Y -60 10 12.5 0.97054627
04-039 695 B 1 P -100 3 3.75 0.99798426
04-040 695 B 1 Q -100 3 3.75 0.98763882
Données fournisseur 0 114 142.5
0 138 172.5
0 133 166.25


























Figure B-2 : Courbe de transition en résilience de l’acier TU42 C 
 
Différentes valeurs de température de transition peuvent être définies suivant le critère 
adopté (Tableau B-2). On évalue de plus une RTNDT à –63°C environ (=TK8,5-33°C). 
 
TK7 (°C) TK8,5 (°C) TK 0,9mm (°C) FATT50 (°C) 
-36 -30 -40 -2 






[AFNOR - 90] NF EN 10045-1 Essai de flexion par choc sur éprouvette Charpy, 
AFNOR, 1990. 
 























Annexe C    - Essais de Déchirure / Rupture 










C.1. Procédure expérimentale 
 
Afin de caractériser la partie haute de la zone de la transition des matériaux (MB et 
ZAT), nous déterminons la température d’apparition du clivage sur plusieurs géométries 
d’éprouvettes de rupture. Au total, 5 géométries sont utilisées.  
Pour le métal de base : 
 des éprouvettes CT12 normalisées (Figure C-1) ; 
 des éprouvettes SENB de flexion 3 points (a/W=0.5), de section carrée de côté 
14 mm, notées SENB05 (Figure C-2) ; 
 des éprouvettes SENB de flexion 3 points (a/W=0.1), également de section 
carrée de côté 14 mm, notées SENB01 (Figure C-3). 
Pour la ZAT : 
 des éprouvettes CT12 d’épaisseur réduite à 6 mm, notées CT12Ep6, avec 
entailles latérales 2x0,5 mm ; 
 des éprouvettes SENB (a/W=0.1), de section rectangulaire 14x6 mm, notées 
SENB01Ep6, avec entailles latérales 2x0,5 mm. 
 
Ces éprouvettes ont été prélevées dans l’épaisseur du tube et dans le joint soudé dans la 
direction LT : le plan de fissuration est perpendiculaire à la direction axiale L et la fissure se 
propage dans la direction circonférentielle T (cf. Figures A–4 –5 –7). La méthode de 
prélèvement des éprouvettes avec fissure dans la ZAT a été détaillée au Chapitre IV. 
 
Les essais sont réalisés sur une machine de traction-compression servo-hydraulique 
MTS d’une capacité de 250 kN, et entièrement pilotée par une électronique INSTRON 8500+. 
Cette baie de commande possède quatre voies de mesure qui peuvent être acquises à partir 
d’un PC avec un logiciel adapté. Deux de ces voies correspondent aux mesures de la force et 
du déplacement du vérin. 
 
Les éprouvettes sont équipées d’un extensomètre (ou « clip gage ») pour la mesure de 
l’ouverture, lui-même connecté à la baie de commande. Une mesure de DDP est effectuée 
pour le suivi de l’avancée de fissure (Figure C-4). L’éprouvette est alimentée par un courant 
alternatif (I~4 A) et la mesure de potentiel est faite de part et d’autre de la fissure (suiveur de 
fissure ANS licence ONERA). 
 
 






Figure C-1 : Eprouvette CT12 normalisée avec entailles latérales. 






Figure C-2 : Eprouvette SENB05 sans entailles latérales. 
 






Figure C-3 : Eprouvette SENB01 sans entailles latérales, avec une rectification de la 

























Figure C-4 : Positions des alimentations en courant et des prises de mesure de DDP sur 
les éprouvettes CT et SENB. 
 
 
Une pré-fissuration par fatigue à R=0,1 est d’abord réalisée sur toutes les éprouvettes. 
Afin de crée une véritable fissure au fond de l’entaille mécanique. Cette pré-fissuration est 
réalisée avec le logiciel DADN de INSTRON, selon un procédure à ∆K décroissant, avec une 
loi logarithmique de la forme : 
 
∆Κ(a) = ∆K0.exp [Cg.(a-a0)]        (C-1)  
 
où a0 est la longueur de fissure initiale, ∆K0 la variation initiale du facteur d’intensité de 
contrainte (souvent ∆K0 = 22 MPa.m1/2) et Cg le coefficient permettant de jouer sur la vitesse 
de décroissance (Cg<0). La valeur finale de ∆Κ est comprise entre 10 et 12 MPa.m1/2. La 
longueur courante de fissure a est estimée par le logiciel à partir des complaisances élastiques 
mesurées à chaque cycle grâce à la relation de la norme [ASTM - 99] :  
 





u            
où C est la complaisance élastique de l’éprouvette (Ouverture/Force). 
Cette procédure permet d’obtenir la longueur de fissure adéquate avec un nombre de cycles 
réduits (environ 200 000 cycles pour les CT12 et SENB05, environ 125 000 cycles pour les 





SENB01) et avec un écrouissage réduit relativement faible en pointe de fissure finale. La 
fréquence de sollicitation est de 10 Hz.  
 
La mise en température de l’éprouvette est réalisée à l’aide d’une chambre climatique 
INSTRON EC1560 à azote liquide. Un thermocouple est soudé sur l’éprouvette. Le temps de 
maintien à température est de 30 min pour toutes les éprouvettes. La variation de température 
en cours d’essai est inférieure à 3°C.  
 
Les essais de déchirure/rupture fragile sont réalisés en déplacement imposé du vérin. Le 
logiciel WAVEMAKER permet de programmer le chargement selon une séquence d’actions 
élémentaires. Une première rampe en déplacement est imposée puis une séquence est répétée 
pour la suite de la montée en charge et la mesure de complaisance (Figure C-5). Les vitesses 
















































Rampe de déplacement 

























Figure C-5 : Séquence de décharge partielle et recharge pour la mesure de complaisance 
en cours d’essai. 
 
Une fois l’essai stoppé, si aucune rupture fragile n’a eu lieu, un marquage du front de 
fissure ductile est réalisé. Pour cela l’éprouvette est post-fissurée à variation de force 
constante, ce qui a pour effet d’accélérer la vitesse de propagation au fur et à mesure que la 
longueur de fissure augmente (Figure C-6). 
 






Figure C-6 : Faciès de rupture de l’essai de rupture 04-068 sur CT12. Le front de pré-
fissure de fatigue est bien rectiligne. On mesure une déchirure de 3.4 mm. 
 
C.2. Suivi de l’avancée de fissure 
 
Deux méthodes sont utilisées pour mesurer la longueur de fissure en cours de 
propagation : par mesure de complaisance à chaque décharge partielle et par mesure de DDP. 
 
C.2.1. Mesure de la longueur de fissure finale 
 
Pour chaque technique, il convient de mesurer dans un premier temps la longueur finale 
d’avancée ductile. Le front de déchirure ductile n’étant pas rectiligne, la longueur finale est 
évaluée par une moyenne de 10 points de mesures. Si la contraction latérale est faible, on 
procède également par une mesure de l’aire de la lèvre de déchirure ductile sur un logiciel 
approprié (AutoCAD_LT) et on divise cette aire par la largeur nette de l’éprouvette pour 
obtenir une valeur moyenne de l’avancée ductile finale. 
 
C.2.2. Méthode de la complaisance 
 
La première méthode de mesure de la longueur de fissure en cours de déchirure utilise 
la technique des décharges partielles en cours d’essai. Ces séquences de décharge/recharge 
permettent de mesurer la complaisance de l’éprouvette et de remonter ainsi à la longueur de 
fissure. Pour chaque essai, on détermine une évolution complète de l’avancée de fissure. La 
complaisance de l’éprouvette est mesurée, après décharge partielle et recharge, sur la 
remontée élastique dont on a tronqué 10% après le point bas et 10% avant le point haut de 
manière à ne garder que la partie la plus rectiligne (Figure C-7).  
La longueur de fissure est d’abord déduite de la complaisance grâce à la formule (C-2). 
Cette longueur est ensuite corrigée si nécessaire par un coefficient de manière à retrouver la 
longueur finale de déchirure mesurée sur le faciès de rupture.  
 
Entaille mécanique 
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Mesure de la complaisance 
 
Figure C-7 : Schéma de l’effet d’hystérésis lors d’une séquence de décharge/recharge 
partielle. La mesure de la complaisance est réalisée sur la pente de recharge après avoir 
tronqué 10% à chaque extrémité. 
 
Cette méthode a été utilisée pour les essais sur éprouvettes CT12, CT12Ep et SENB05. 
Pour les essais sur éprouvettes SENB01, la complaisance suit une évolution non monotone, ce 
qui est incohérent avec une avancée de fissure. Il faut rappeler ici que pour ces éprouvettes, 
l’ouverture est obtenue à l’aide de couteaux rapportés car la fissure est trop petite pour 
pouvoir usiner un support d’extensomètre directement sur les lèvres de fissure.  
 
On note également que, sur certains essais menés sur une très longue déchirure, les 
valeurs d’ouverture lues par le clip ne sont plus disponibles (hors gamme). La complaisance 





























Figure C-8 : Schéma rhéologique du montage d’une éprouvette sur une machine de 
traction. 
 
La complaisance CTOTALE est obtenue pour toutes les séquences de décharge/recharge 















Eprouvette Ligne de charge 





charge est constante au cours de l’essai car elle ne dépend que de la géométrie de la machine 
utilisée. Elle est obtenue par la formule (C-3) lors des premières séquences de 
décharge/recharge lorsque la complaisance CEp est mesurée grâce à la mesure d’ouverture. 
Enfin, lorsque la mesure de l’ouverture n’est plus disponible, la complaisance CEp est déduite 
de la formule (C-3). 
 
C.2.3. Méthode de la DDP 
 
La seconde méthode de mesure de la longueur de fissure utilise l’évolution de la DDP 
en cours de déchirure. La loi liant la DDP à la longueur de fissure étant a priori non linéaire, 
elle doit être construite point par point à partir des longueurs de déchirures finales mesurées 
pour plusieurs essais.  
 
Cette méthode a été utilisée pour les éprouvettes CT12, CT12Ep et SENB05 en 
complément de la méthode par mesures de complaisance. Dans la très grande majorité des cas 
les évolutions de longueur de fissure obtenues par les deux méthodes sont parfaitement 
cohérentes. 
En ce qui concerne les éprouvettes SENB01, seule cette méthode a été utilisée. La 
courbe de calibration obtenue sur le métal de base est présentée (Figure C-9), elle peut être 
considérée comme linéaire, contrairement à celle obtenue sur la ZAT (Figure C-10). Ne 
connaissant pas l’influence de la température a priori, un léger décalage en température de la 
DDP initiale est pris en compte (Figure C-11). En effet, la courbe de calibration est valide 
pour un réglage donné du suiveur de fissure et pour une configuration unique de géométrie (et 
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Figure C-9 : Courbe de calibration de DDP pour les essais sur éprouvettes SENB01 
(MB). 
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C.3. Détermination de l’intégrale J 
 
Le paramètre de chargement global J est calculé à partir des courbes Force-Ouverture 































b .( )∆an+1-∆an   
 
avec : 
η = 2.00 + 0.522 (1-a/W) pour les éprouvettes CT ; η = 2.00 pour les éprouvettes SENB 
γ = 1 + 0.76. (1-a/W) pour les éprouvettes CT ; η = 1 pour les éprouvettes SENB 
b= W-a , longueur du ligament non fissuré, 
Un,n+1 l’aire sous la courbe Force-Ouverture entre les pas n et n+1 




Les déterminations des paramètres Ji et Gfr sur les essais sur éprouvettes CT12 du métal 
de base ont été présentées au Chapitre III. On rappelle les résultats : 
 
Ji = 285 kJ/m²  Gfr = 275 MPa 
 
Les Tableaux C-1 à C-5 indiquent pour chaque type d’éprouvette les températures 
d’essai, les longueur de déchirure atteintes et la présence ou non de clivage. 
 



















Tableau C-1 : Résultats des essais sur éprouvettes CT12 (MB). 
 
N° Essai Eprouvette Température Préfissure Déchirure Cli vage
CT12 en °C initiale ductile
N° mm mm
04-065 695 B 2 AI 23 12.78 4.0 -
04-068 695 B 2 AL 23 13.18 3.4 -
04-069 695 B 2 AM 23 12.7 0.6 -
04-077 695 B 2 AU -10 12.94 7.6 -
04-070 695 B 2 AN -10 12.87 10.3 -
04-078 695 B 2 AV -10 12.95 7.5 -
04-081 695 B 3 AY -10 12.91 7.6 -
04-083 695 B 3 BA -10 12.87 6.8 -
04-073 695 B 2 AQ -20 12.83 7.4 -
04-075 695 B 2 AS -20 12.95 6.4 -
04-071 695 B 2 AO -20 12.93 4.8 X
04-072 695 B 2 AP -20 12.92 2.5 X
04-074 695 B 2 AR -25 12.85 4.4 X
04-076 695 B 2 AT -30 12.85 5.5 X
04-066 695 B 2 AJ -35 12.92 2.3 X




















































N° Essai Eprouvette Température Préfissure Déchirure Cli vage
CT12Ep6 en °C initiale ductile
N° mm mm
05-060 6978AW -50 11.59 5.9 X
05-068 6976AI -40 11.79 1.3 X
05-057 6976AT -30 11.88 4.2 X
05-056 6976AS -30 11.54 2.4 X
05-069 6976AJ -28 11.69 8.4
05-070 6976AK -32 11.83 8.5
05-071 6976AL -30 11.77 8.5
05-064 6978BA -30 11.95 10.8
05-052 6976AO -20 12.06 8.1
05-058 6976AU -30 12.05 8.3
05-063 6978AZ 20 Calage de pré-fissuration
N° Essai Eprouvette Température Préfissure Déchirure Cli vage
SENB01 en °C initiale ductile
N° mm mm
04-238 69712CE 20 Calage Préfissuration
04-230 69712BW -10 1.369 7.2 -
04-233 69712BZ -20 1.42 10.5 -
04-239 69712CF -20 1.54 8.9 -
04-240 69712CG -20 1.366 9.0 -
04-242 69712CI -20 1.46 8.9 -
04-235 69712CB -20 1.492 5.3 X
04-232 69712BY -30 1.464 3.2 X
04-234 69712CA -40 1.46 2.1 X
04-236 69712CC -50 1.57 1.1 X
N° Essai Eprouvette Température Préfissure Déchirure Cli vage
SENB05 en °C initiale ductile
N° mm mm
04-109 695 B 1 BM 25 Calage pre-fissuration -
04-105 695 B 1 BI -26 7.06 4.8 -
04-112 695 B 1 BP -26 7.07 4.6 -
04-116 695 B 1 BT -26 7.06 5.0 -
04-117 695 B 1 BU -26 7.21 4.7 -
04-118 695 B 1 BV -26 7.08 4.9 -
04-104 695 B 1 BH -35 7.034 1.0 X
04-110 695 B 1 BN -35 7.08 1.7 X
04-111 695 B 1 BO -35 6.97 3.8 X
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[ASTM - 99]  Norme ASTM E1820-99a, "Standard Test Method for Measurement of 
Fracture Toughness”, 1999. 
 
N° Essai Eprouvette Température Préfissure Déchirure Cli vage
SENB01Ep6 en °C initiale ductile
N° mm mm
05-031 6972_A 20 Calage Pré-fissuration
05-037 6972_G -20 1.51 8.9
05-041 6972_K -29 1.4 8.5
05-040 6972_J -30 1.41 8.9
05-039 6972_I -31 1.41 8.9
05-033 6972_C -50 1.63 8.4 X
05-035 6972_E -50 1.56 2.1 X
05-036 6972_F -50 1.38 2.4 X
05-038 6972_H -50 1.55 1.3 X
05-032 6972_B -50 1.4 5.9
05-034 6972_D -70 1.43 3.4 X



































D.1. Procédure expérimentale 
 
La géométrie des éprouvettes axisymétriques entaillées est présentée en Figure B-1 avec 
le plan de prélèvement dans le tube en Figure D-2.  
 
Les essais sont réalisés sur une machine de traction-compression servo-hydraulique 
MTS d’une capacité de 250 kN, et entièrement pilotée par une baie électronique INSTRON 
8500+. On enregistre la force et du déplacement du vérin. Les éprouvettes sont équipées d’un 
extensomètre diamétral à couteaux, lui-même connecté à la baie de commande.  
 
Les essais sont réalisés en déplacement imposé : une rampe en déplacement est imposée 
au niveau de vérin à une vitesse de 0,5 mm/min.  
La mise en température de l’éprouvette est réalisée à l’aide d’une chambre climatique 
INSTRON EC1560 à azote liquide. Un thermocouple est soudé sur l’éprouvette. Le temps de 
maintien à température est de 30 min pour ces éprouvettes. La variation de température en 
cours d’essai est inférieure à 3°C. 
 
 
Figure D-1 : Géométrie des éprouvettes axisymétriques entaillées sur matériau TU42 C. 
Selon la convention de dénomination « AE 10ρ/φent » avec ρ le rayon d’entaille et φent le 
diamètre initial à fond d’entaille, il s’agit d’une AE2. 
 














On désire obtenir une rupture fragile avant la décroissance de l’effort. Pour cela la 
température doit être descendue à –175°C (Figure D-3). Nous constatons sur la courbe Force-
Réduction diamétrale une irrégularité de l’effort après le virage de plastification. Cette 
irrégularité peut être due au comportement de notre matériau au dépassement de la limite 
d’élasticité : nous avons constaté au Chapitre III un palier de Lüders très important. 
L’écrouissage est ensuite régulier. 
 






Quelques éprouvettes se sont rompues au niveau de l’amarrage. La géométrie de 






















Essai N°05-138 à -125°C
Essai N°05-139 à -150°C
Essai N°05-180 à -175°C
 
Figure D-3 : Comportement Force-Réduction diamétrale de –125°C à –175°C. 
 
Les contraintes et déformations moyennes dans la section minimale en cours d’essai 


















12 ∆ε −−=         (D-2) 
avec 
F Force imposée 
∆D/D0  Réduction diamétrale relative avec ∆D = D0-D >0  
 
 
Le Tableau B-1 présente les forces et contractions diamétrales à rupture ainsi que les 
déformations et contraintes moyennes correspondantes. La contrainte principale maximale à 




qui a été déterminé par une modélisation par éléments finis présentée au Chapitre V : il est 
égal à 1,08 sur notre géométrie et pour la plage de contraintes nous intéressant. 
 
 






Tableau D-1 : Résultats des essais de traction sur éprouvettes AE2 sollicité dans le sens 
L, sur l’acier TU42 C. 
 
N° Essai Eprouvette Force Contraction Contrainte Déformation Contrainte
diamétrale moyenne moyenne Princ. Max
kN mm MPa % MPa 
05-193 69718ED 86.0 0.621 1245.0 12.8% 1341.0
05-198 69718EL 87.5 0.684 1283.0 14.2% 1383.7
05-194 69718EE 84.9 0.816 1281.9 17.0% 1383.2
05-180 69718DN 87.0 0.817 1313.6 17.0% 1417.4
05-185 69718DS 87.7 0.826 1326.4 17.3% 1431.2
05-200 69718EN 85.0 0.841 1290.7 17.6% 1392.5
05-201 69718EO 85.9 0.870 1311.8 18.2% 1414.9
05-191 69718EA 87.4 0.985 1369.4 20.7% 1475.0
05-196 69718EG 86.4 1.000 1359.2 21.2% 1463.7
05-183 69718DQ 85.3 1.060 1359.0 22.4% 1462.5
05-190 69718DZ 84.2 1.144 1366.6 24.3% 1469.8
05-184 69718DR 84.3 1.196 1383.9 25.5% 1488.5
05-188 69718DV 83.0 1.198 1363.4 25.5% 1466.4
05-195 69718EF 82.5 1.268 1377.1 27.1% 1482.4
05-181 69718DO 81.1 1.279 1358.0 27.4% 1462.1
Valeurs à rupture






























Nous présentons dans cette annexe une méthode analytique permettant une évaluation 
approximative de l’épaisseur du tube t et de la profondeur initiale du défaut a0 pour l’essai de 
rupture sur le tube présenté au Chapitre VI. Cette évaluation nous a permis de définir 
rapidement la géométrie du tube pour la pré-fissuration.  
 
Rappelons que, durant l’usinage de l’éprouvette et la phase de préfissuration (près de 4 
mois), ces grandeurs (a0 ; t) ont été évaluées de manière précise par une série de simulations 
numériques. La fin de la pré-fissuration a alors été fixée par la valeur de a0 puis l’épaisseur du 
tube a été réduite par un simple usinage (réduction du rayon externe). 
 
E.2. Estimation du Moment de plastification et du Moment limite 
 
Pour un tube, de rayon moyen rm et d’épaisseur t, soumis à un moment de flexion pure 
M, on peut estimer une contrainte nominale de flexion globale σgb dans le plan de section 




          (E-1) 
Le moment de plastification est obtenu lorsque cette contrainte nominale atteint la limite 
d’élasticité du matériau : 
Mplastification = 4.rm².t.σY  
 
Le moment limite est défini à partir de la contrainte d’écoulement σec : 




Concernant notre application sur le tube en acier TU42 C, le défaut circonférentiel 
débouchant est de petite taille comparativement à la section du tube, il n’influe donc que très 
peu sur la cette contrainte nominale. Connaissant la température de l’essai et le rayon interne 
du tube, il est possible d’évaluer les moments de plastification et limite en fonction de 
l’épaisseur du tube. La Figure E-1 présente ces résultats. On constate que pour une épaisseur 
inférieure à 13,5 mm, le moment de plastification est inférieure à 200 kN.m et le moment 
limite est inférieur à 250 kN.m, ce qui est compatible avec la capacité du banc de flexion 4-
points (250 kN.m).  
On fixe alors l’épaisseur du tube pour la phase de pré-fissuration à 14 mm, sachant que 
cette épaisseur sera réduite pour l’essai de rupture. 


























Figure E-1 : Estimation des moments de plastification et limite en fonction de 
l’épaisseur du tube (chargement de flexion pure à –50°C). 
 
E.3. Evaluation de J par la méthode simplifiée du guide A16 
 
Les commentaires suivant sont inspirés de [Marie - 99]. En général, les méthodes 
simplifiées sont basées sur des grandeurs élastiques, corrigées pour tenir compte de la 
plasticité. Pour cela, on utilise la contrainte de référence σref qui est une grandeur 
représentative de la plasticité globale dans une section d’une structure.  
 
Ainsi, la méthode JS du guide [A16 - 02] consiste à corriger la valeur élastique de J en 
prenant en compte la plasticité par un facteur k : 
 
JS = Jélas . k 
 
La valeur de J élastique est calculée à partir d’un formulaire de facteur d’intensité de 






1-ν²  en déformations planes    (E-2) 
et  E*=E   en contraintes planes. 
 
Lorsque des déformations plastiques apparaissent au cours du chargement dans la pièce 
fissurée, la valeur de J calculée élastiquement Jélas est corrigée en tenant compte du fait que les 
déformations réelles ne sont plus élastiques. La correction k est fonction de la contrainte de 
référence dans la section du défaut et de la déformation correspondant à cette contrainte sur la 
courbe d’écrouissage monotone du matériau (Figure E-2). Dans son expression la plus simple, 
J est calculé à partir de la relation : 





JS = Jélas . 
εref
εélas
 = Jélas . 
E.εref
σref
















Figure E-2 : Définition de la déformation de référence à partir de la contrainte de 
référence et de la courbe de traction monotone du matériau. 
 
Dans le cas d’un tube fissuré, le formulaire de KI est donnée par [Chapuliot - 00]. On 
suppose ensuite que la contrainte de référence σref peut être identifiée à la contrainte nominale 
de flexion σgb (relation E-1). Il est alors possible d’exprimer JS en fonction du moment de 
flexion pour différentes valeur d’épaisseur t et de profondeur a. Le Tableau E-1 présente les 
valeurs de moment obtenues à l’amorçage de la déchirure ductile (JS = Ji = 250 kJ/m²) dans 








Profondeur en fin 
de pré-fissuration 




°C mm mm mm kN.m 
-50 11 1 4 220 
-50 11 2 5 192 
-50 11 3 6 178 
-75 10 1 5 210 
-75 10 2 6 176 
-75 10 3 7 165 
Tableau E-1 : Estimations des moments à l’amorçage ductile pour différentes 
températures, épaisseurs de tube et longueur de défaut, à partir d’un calcul analytique de J. 
On souhaite que le moment à l’amorçage ductile soit inférieur au moment limite du tube 
(Figure E-1). Sur l’ensemble des cas de figure, il apparaît alors qu’une profondeur minimale 
de défaut de 2 mm est nécessaire, soit 5 mm en fin de pré-fissuration, avant la réduction 
d’épaisseur. Cette constatation nous permet de fixer la profondeur de l’entaille mécanique de 
l’éprouvette initiale à 3 mm et de débuter la pré-fissuration sur 2 mm, avant même d’avoir 
déterminer de manière précise les valeurs t0 et a0 à atteindre, d’où un gain de temps important. 
 
Courbe de traction 




εref εélas =E-1.σref 







[A16 - 02]  RCC-MR, Annexe A16 - Guide pour les études de fuite avant rupture et 
d'analyses de nocivité de défaut associées, RCC-MR Vol. Z, Ed 2002  
 
[Chapuliot - 00]  S.Chapuliot, Formulaire de KI pour les tubes comportant un défaut de 
surface semi-elliptique longitudinal ou circonférentiel, interne ou externe, 
Rapport CEA R-5900, 2000. 
 
[Marie - 99]  S. Marie, Approche énergétique de la déchirure ductile, Thèse de l'Ecole 
Nationale Supérieure de Mécanique et d'Aérotechnique, 1999. 
 





























Cette annexe rassemble plusieurs précisions concernant l’essai de rupture sur tube en 




F.1.1. Procédure expérimentale 
 
La Figure F-1 présente le plan de montage complet de l’éprouvette pour la phase de pré-
fissuration comprenant une partie tubulaire en acier TU42 C et deux embouts soudés en acier 
équivalent. Ces embouts sont également détaillés sur la Figure F-2. 
 
La pré-fissuration est réalisée sur le banc de flexion 4 points à vérin hydraulique. Elle 
est pilotée en vitesse de déplacement vérin (0,6 mm/s) et les changements de directions de 
déplacement sont pilotés sur des bornes de Force, minimale et maximale. Tout se passe donc 
comme si la pré-fissuration était pilotée en force, mais avec une plus grande sécurité. Le 
pilotage est réalisé par le logiciel TemaTest développé par TEMA Concept. L’acquisition est 
assurée par une carte NISCXI1303 et le logiciel LabView de National Instrument.  
 
L’instrumentation comprend : 
 La force F, 
 Le déplacement du vérin DV, 
 L’ouverture des deux clips 
C1 et C2, 
 Les 3 DDP, 
 La jauge extensométrique J1. 
 
On enregistre les valeurs minimales et maximales de ces capteurs tous les 10 cycles. De 
plus, on enregistre intégralement, 1 cycle sur 100 ainsi que les premiers cycles à chaque 
redémarrage.  
 






Figure F-1 : Plan de montage de l’éprouvette pour la préfissuration. 
 
 






Figure F-2 : Plan de montage de l’éprouvette pour la préfissuration – Vue axiale. 
 
 
F.1.2. Suivi de la préfissuration 
 
La Figure F-3 présente l’évolution de la complaisance et de la taille du défaut estimée 
en fonction du nombre de cycles. Les étapes suivantes sont reportées sur le graphique : 
1 – Amorçage de la fissuration dès les premiers cycles 
2 – Modification de la charge pour réduire ∆K après une propagation de 1,5 mm 
3 – Ralentissement et effet retard dus à la modification de la charge 





4 – Après réajustement du support commun des clips 1 et 2 qui se décollait 
progressivement, la valeur de complaisance a été corrigée : on a sous-estimé le défaut sur les 
cycles 40.000 à 55.000. 
5 – Nouvelle modification de la charge : le ralentissement est très fort. La profondeur de 


























































Figure F-3 : Evolution de la complaisance et de la taille du défaut en fonction du nombre de 
cycles. 
 
La Figure F-4 présente les évolutions des amplitudes de charge et de déplacement du 
vérin au cours de la pré-fissuration. Entre les modifications de charge, conformément au 
pilotage, l’amplitude de force est constante. En revanche, le déplacement du vérin montre une 
déviation à partir de 40 000 cycles. Une inspection du montage a révélé une importante 
fissure circonférentielle sur le bras de charge au fond du congé de raccordement (R=20 mm). 
Ce bras a été démonté et remonté en plaçant la fissure dans la zone en compression 
(retournement à 180°), ce qui a permis de terminer la pré-fissuration. 
 

































































bras de charge 
Réparation 
 
Figure F-4 : Amplitudes de Force et de Déplacement du Vérin durant la pré-fissuration. 
 
 
F.2. Essai de rupture 
 
F.2.1. Procédure expérimentale 
 
La Figure F-5 présente le plan de montage complet de l’éprouvette pour l’essai de 
rupture. Une réduction de l’épaisseur à 11 mm et des perçages ont été réalisés. Ces trous 
servent au passage de l’azote pour le refroidissement. 
L’essai est réalisé sur la même machine que la pré-fissuration avec les mêmes logiciels 
d’acquisition et de pilotage. L’essai est piloté en déplacement du vérin à 1 mm/min. La liste 
des capteurs et leur position est rappelée dans le Tableau F-1. 
 
L’alimentation et la mesure des signaux des 3 DDP sont réalisés à l’aide d’un seul 
appareil suiveur de fissure ANS (licence ONERA) et d’un système de multiplexage. Les 
signaux de DDP sont enregistrés successivement par période de 5 s sur une même voie. Une 
seconde voie enregistre le signal d’horloge pilotant le basculement d’une DDP à la suivante. 
Cette technique permet d’économiser l’utilisation de 2 appareils ANS. 
 
Le refroidissement de l’éprouvette à –50°C est assuré par un dispositif, détaillé au 
§VI.3.2, et représenté en Figure F-6. La descente en froid est piloté à -0,5°C/min. 





































Figure F-6 : Dispositif de refroidissement du tube et Système de régulation thermique. 
 
Capteurs Identifiant Position axiale Azimut Axe 
   
   
















Clip 1 C1 Centre Fissure 0° X 
Clip 2 C2 Centre Fissure 0° X 
Clip 3 C3 Extrémité Fissure 0° - 20 mm X 
Clip 4 C4 Extrémité Fissure 0° + 20mm X 
DDP1 DDP1 Centre Fissure 0°  
DDP2 DDP2 Extrémité Fissure 0° - 20 mm  
DDP3 DDP3 Extrémité Fissure 0° + 20mm  
Inclino1 R1 Bras Nord  Y 
Inclino2 R2 Bras Sud  Y 
Ovalisation 1 O1 Section centrale 90° (Horizontale) Y 
Ovalisation 2 O2 Section centrale 0° (Verticale) Z 
Ovalisation 3 O3 Transition d'épaisseur  NORD 0° (Verticale) Z 
Flèche 1 F1 Section centrale 180° Z 
Flèche 2 F2 Transition d'épaisseur  SUD 180° Z 
Flèche 3 F3 Bras Nord 0° Z 
Flèche 4 F4 Bras Sud 0° Z 
Jauge 1 J1 Section centrale 180° X 
Jauge 2 J2 Transition d'épaisseur  SUD 180° X 
Jauge 3 J3 Section centrale 90° Z 
Jauge 4 J4 Section centrale -90° Z 


























Le Tableau F-2 fournit une liste échantillonnée des données enregistrées. La majorité de 
ces données a été traitée et exploitée au Chapitre VI. Seules les évolutions des ovalisations et 
des mesures des jauges de déformation, non détaillées au chapitre VI, sont présentées ici.  
 
On a constaté durant l’essai des mouvements de la coque d’isolation thermique 
susceptibles de perturber les mesures d’ovalisation. La Figure F-7 présente l’évolution de ces 
mesures et confirme la présence de fortes irrégularités. On retrouve cependant, sur O1, une 
montée élastique suivie d’un virage de plastification. L’instant de ce virage, autour de 
DV=20 mm correspond parfaitement à l’instant de plastification globale du tube lu sur la 
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O1 - Section Centrale - Axe Horizontal
O2 -Section Centrale - Axe Vertical
O3 -Section proche de l'embout NORD - Axe Vertical
Perturbations des mesures dues aux 
mouvements de la coque d’isolation thermique 
 
Figure F-7 : Evolution des ovalisations en fonction du déplacement du vérin. 
 
La Figure F-8 présente l’évolution des déformations mesurées en cours d’essai. On 
constate que les déformation restent très faibles (voire nulles) sur la ligne neutre. On constate 
également, sur la ligne de plus forte compression, une déformation homogène, d’abord 
élastique, puis plastique. Le virage de plastification intervient au même instant que 
précédemment, pour DV=20 mm. Ces recoupements indiquent donc que le chargement de 
plastification global (144 kN.m), pour un déplacement du vérin de 20 mm, correspond bien à 
la plastification de l’éprouvette, d’épaisseur 11 mm, et dissipe les doutes sur une éventuelle 
plastification de la section des embouts d’épaisseur 14 mm. 
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J1 - Section Centrale - Ligne de plus forte
compression axiale
J2 -Section proche de l'embout -  Ligne de plus
forte compression axiale
J3 - Section Centrale - Ligne neutre EST
J4 - Section Centrale - Ligne neutre OUEST
 









(suite page suivante) 
Temps Force Vérin C1 C2 C3 C4 R1 R2 O1 O2 O3 Jauge1 Jauge2 Jauge3 Jauge4 F1 F2 F3 F4
s kN mm mm mm mm mm deg deg mm mm mm % % % % mm mm mm mm
0 0.0 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.00 0.000 0.000 0.000 0.000 0.0 0.0 0.0 0.0
160 35.9 2.09 -0.01 -0.01 -0.01 0.00 0.01 0.04 0.27 0.01 0.00 0.014 0.014 0.000 0.000 0.1 -2.1 1.7 3.7
280 69.4 4.10 -0.02 -0.03 -0.01 -0.01 0.12 0.11 0.69 0.00 0.00 0.036 0.036 0.000 0.000 0.1 -2.1 3.4 3.6
400 99.9 6.07 -0.05 -0.06 -0.02 -0.02 0.19 0.04 1.07 -0.05 0.00 0.056 0.056 -0.001 0.000 0.0 -2.1 5.2 5.2
520 128.6 8.06 -0.06 -0.08 -0.03 -0.02 0.16 0.13 1.44 -0.07 -0.01 0.076 0.076 -0.001 -0.001 -0.1 -2.2 6.8 7.0
640 159.0 10.12 -0.10 -0.12 -0.04 -0.03 0.23 0.22 1.81 -0.11 -0.01 0.096 0.098 -0.002 -0.001 -0.3 -2.4 8.5 8.8
760 190.8 12.09 -0.17 -0.27 -0.05 -0.04 0.33 0.30 2.17 -0.10 0.00 0.118 0.120 -0.003 -0.002 -0.5 -2.6 10.4 21.3
880 223.6 14.03 -0.22 -0.34 -0.08 -0.07 0.38 0.34 2.59 -0.11 0.01 0.142 0.143 -0.003 -0.002 -0.7 -2.8 12.3 12.3
1000 253.5 16.04 -0.31 -0.45 -0.15 -0.13 0.38 0.45 3.17 -0.13 0.01 0.164 0.163 -0.003 -0.002 -1.0 -3.0 14.3 14.4
1120 274.5 18.03 -0.44 -0.60 -0.24 -0.65 0.55 0.54 4.08 -0.08 0.02 0.176 0.174 -0.002 0.000 -1.3 -3.4 16.3 18.9
1240 284.2 20.02 -0.60 -0.78 -0.37 -0.81 0.60 0.60 5.44 -0.10 0.03 0.166 0.198 -0.002 0.001 -1.8 -3.8 18.2 20.3
1360 287.8 22.02 -0.77 -0.99 -0.50 -0.93 0.79 0.74 7.10 -0.14 0.09 0.187 0.311 -0.006 0.000 -2.5 -4.0 19.9 20.0
1480 288.3 24.01 -0.89 -1.24 -0.61 -1.03 0.93 0.84 8.84 -0.25 0.18 0.301 0.447 -0.010 -0.001 -3.2 -4.3 21.6 23.9
1600 288.2 26.01 -1.22 -1.88 -0.70 -1.12 0.96 0.86 11.04 -0.56 0.29 0.473 0.498 -0.012 -0.003 -4.0 -4.9 23.5 24.1
1720 287.5 28.00 -1.48 -2.34 -0.79 -1.19 1.15 1.05 13.01 -0.71 0.42 0.504 0.498 -0.013 -0.004 -4.9 -5.6 25.6 47.6
1840 287.2 29.99 -1.64 -2.60 -0.88 -1.28 1.22 1.11 14.17 -0.76 0.55 0.504 0.498 -0.014 -0.003 -5.6 -6.2 27.7 28.4
1960 287.4 31.99 -1.78 -2.81 -0.98 -1.35 1.34 1.24 14.18 -0.81 0.75 0.504 0.498 -0.012 -0.001 -6.2 -6.9 29.8 33.1
2080 287.9 33.97 -1.91 -2.99 -1.06 -1.42 1.46 1.39 14.61 -0.91 0.90 0.504 0.498 -0.009 0.003 -6.9 -7.6 31.8 32.7
2200 288.5 35.97 -2.72 -3.51 -1.12 -1.48 1.61 1.51 14.61 -2.24 1.02 0.504 0.498 -0.005 0.005 -7.6 -8.2 33.7 46.1
2320 289.6 37.96 -3.21 -3.80 -1.19 -1.53 1.63 1.62 -1.05 -3.18 1.09 0.504 0.498 -0.002 0.009 -8.2 -8.8 35.6 36.6
2440 291.1 39.96 -3.50 -4.11 -1.24 -1.57 1.76 1.68 -2.80 -3.47 1.15 0.504 0.498 0.001 0.012 -8.9 -9.4 37.5 38.7
2560 292.7 41.94 -4.75 -5.92 -1.29 -1.61 1.89 1.83 -4.65 -3.67 1.25 0.504 0.498 0.001 0.015 -9.3 -10.1 39.7 40.9
2680 294.4 43.94 -5.20 -6.57 -1.33 -1.65 2.04 1.92 -5.83 -3.69 1.31 0.504 0.498 0.000 0.016 -9.6 -10.7 41.9 42.9
2800 296.0 45.92 -5.37 -6.80 -1.36 -1.70 2.10 2.05 -7.48 -3.76 1.30 0.504 0.498 0.000 0.015 -10.0 -11.2 44.1 44.8
2920 298.0 47.92 -5.48 -6.98 -1.40 -1.74 2.30 2.22 -8.36 -3.74 1.32 0.504 0.498 -0.001 0.014 -10.6 -11.8 46.2 48.1
3040 300.1 49.91 -5.57 -7.11 -1.44 -1.77 2.32 2.40 -8.98 -3.59 1.35 0.504 0.498 -0.002 0.017 -11.0 -12.3 48.1 48.8
3160 303.2 51.91 -5.66 -7.26 -1.48 -1.80 2.42 2.50 -9.53 -3.41 1.37 0.498 0.498 -0.003 0.020 -11.4 -12.5 50.0 50.7
3280 306.8 53.89 -5.76 -7.40 -1.52 -1.84 2.55 2.55 -10.29 -3.31 1.43 0.486 0.498 -0.004 0.024 -11.9 -12.8 52.1 52.4
3400 310.6 55.88 -5.87 -7.57 -1.59 -1.87 2.66 2.69 -10.96 -3.13 1.50 0.453 0.498 -0.004 0.025 -12.4 -13.0 54.4 54.7
3520 313.9 57.87 -5.98 -7.72 -1.64 -1.91 2.71 2.79 -11.41 -3.06 1.59 0.445 0.498 -0.004 0.026 -12.9 -13.1 56.6 57.0
3640 316.9 59.9 -6.09 -7.87 -1.70 -1.94 2.86 3.01 -11.58 -2.73 1.65 0.442 0.498 -0.004 0.028 -13.4 -13.5 58.6 59.1
3760 319.8 61.9 -6.17 -8.00 -1.75 -1.98 2.99 3.11 -11.71 -2.31 1.74 0.451 0.498 -0.005 0.030 -13.8 -13.9 60.6 61.2
3880 322.4 63.9 -6.25 -8.13 -1.81 -2.01 3.16 3.20 -11.95 -1.76 1.35 0.454 0.498 -0.005 0.033 -14.3 -14.3 62.5 63.6
4000 325.1 65.8 -6.76 -8.86 -19.38 -2.04 3.32 3.29 -12.42 -1.45 1.33 0.440 0.498 -0.005 0.036 -14.7 -14.7 64.4 65.1
4120 328.0 67.8 -6.85 -8.95 -19.38 -2.07 3.36 3.35 -12.05 -1.42 1.31 0.450 0.498 -0.006 0.039 -15.1 -15.1 66.3 67.1
4240 330.7 69.8 -6.93 -9.03 -19.39 -2.10 3.44 3.49 -11.94 -1.57 1.17 0.444 0.498 -0.006 0.040 -15.6 -15.5 68.3 69.2
4360 333.4 71.8 -7.02 -9.13 -19.39 -2.15 3.55 3.58 -12.12 -1.76 0.66 0.445 0.498 -0.007 0.041 -16.2 -15.9 70.4 73.1
4480 335.7 73.8 -7.10 -9.22 -19.39 -2.19 3.72 3.73 -11.96 -1.92 0.73 0.440 0.498 -0.007 0.041 -16.7 -16.4 72.5 72.9
4600 338.1 75.8 -7.16 -9.30 -19.38 -2.23 3.86 3.81 -11.61 -2.10 0.68 0.439 0.497 -0.007 0.043 -17.2 -16.8 74.7 75.2
4720 340.3 77.8 -7.22 -9.37 -19.38 -2.27 4.03 3.96 -11.14 -2.36 0.39 0.423 0.489 -0.008 0.043 -17.6 -17.3 76.6 76.9
4840 342.7 79.8 -7.29 -9.45 -19.39 -2.32 4.11 4.11 -11.35 -2.57 0.30 0.426 0.486 -0.008 0.045 -18.0 -17.8 78.5 78.9





Tableau F-2 : Enregistrement des données au cours de l’essai de rupture sur le tube. 
4960 345.3 81.8 -7.35 -9.52 -19.39 -2.36 4.24 4.18 -11.54 -2.82 0.22 0.430 0.485 -0.009 0.047 -18.4 -18.2 80.6 80.9
5080 319.1 80.7 -7.36 -9.53 -19.39 -2.37 4.20 4.13 -11.52 -2.88 0.19 0.432 0.439 -0.007 0.048 -18.5 -18.3 80.0 81.0
5200 287.2 78.7 -7.35 -9.52 -19.39 -2.36 4.20 4.11 -11.65 -2.87 0.19 0.431 0.435 -0.005 0.050 -18.5 -18.3 78.2 80.7
5320 256.1 76.8 -7.35 -9.51 -19.39 -2.35 4.15 4.06 -11.72 -2.85 0.21 0.432 0.434 -0.003 0.052 -18.4 -18.3 76.4 81.2
5440 224.2 74.8 -7.34 -9.49 -19.38 -2.34 4.02 3.99 -11.80 -2.81 0.23 0.432 0.434 -0.001 0.054 -18.3 -18.1 74.5 75.8
5560 196.2 73.1 -7.33 -9.48 -19.38 -2.34 3.99 3.85 -11.85 -2.77 0.26 0.436 0.436 0.001 0.055 -18.1 -18.0 72.8 74.0
5680 227.8 74.8 -7.34 -9.49 -19.38 -2.34 4.03 3.89 -11.48 -2.78 0.26 0.432 0.433 -0.001 0.054 -18.2 -18.0 74.3 74.8
5800 260.5 76.9 -7.35 -9.50 -19.38 -2.35 4.06 4.04 -11.13 -2.80 0.26 0.431 0.431 -0.003 0.052 -18.1 -18.0 76.1 76.6
5920 291.5 78.8 -7.37 -9.52 -19.38 -2.36 4.20 4.09 -10.75 -2.83 0.24 0.431 0.431 -0.006 0.050 -18.3 -18.1 77.9 86.9
6040 322.0 80.9 -7.38 -9.53 -19.38 -2.37 4.15 4.17 -10.35 -2.87 0.22 0.436 0.433 -0.008 0.048 -18.4 -18.2 79.7 80.2
6160 345.8 82.8 -7.40 -9.56 -19.37 -2.39 4.26 4.31 -10.20 -2.97 0.17 0.434 0.431 -0.009 0.047 -18.7 -18.5 81.7 91.4
6280 349.8 84.8 -7.47 -9.65 -19.37 -2.43 4.24 4.37 -10.07 -3.19 0.08 0.437 0.432 -0.008 0.049 -19.1 -18.8 83.8 86.5
6400 352.2 86.8 -7.56 -9.75 -19.37 -2.48 4.43 4.52 -10.09 -3.42 0.00 0.443 0.431 -0.006 0.050 -19.6 -19.4 86.0 86.4
6520 354.1 88.8 -7.63 -9.84 -19.37 -2.52 4.52 4.58 -10.00 -3.66 -0.10 0.446 0.431 -0.005 0.053 -20.1 -19.9 88.1 89.0
6640 356.3 90.8 -7.70 -9.92 -19.37 -2.57 4.69 4.77 -9.82 -3.88 -0.19 0.447 0.431 -0.004 0.056 -20.5 -20.4 90.1 92.5
6760 358.2 92.8 -7.77 -10.01 -19.37 -2.61 4.81 4.88 -9.66 -4.09 -0.28 0.450 0.431 -0.004 0.058 -21.0 -20.8 92.0 98.7
6880 360.5 94.8 -7.84 -10.09 -19.37 -2.65 4.96 5.01 -9.05 -4.30 -0.36 0.449 0.434 -0.004 0.060 -21.4 -21.2 93.9 95.8
7000 362.7 96.8 -7.91 -10.17 -19.37 -2.69 4.93 5.08 -9.17 -4.50 -0.42 0.451 0.435 -0.005 0.061 -21.9 -21.7 95.9 98.0
7120 365.0 98.8 -7.98 -10.26 -19.37 -2.74 5.08 5.22 -9.47 -4.72 -0.45 0.453 0.433 -0.005 0.057 -22.3 -22.1 98.0 98.7
7240 367.2 100.8 -8.07 -10.36 -19.37 -2.78 5.28 5.29 -10.19 -4.94 -0.51 0.453 0.443 -0.004 0.056 -22.7 -22.6 100.1 100.3
7360 369.4 102.8 -8.15 -10.45 -19.36 -2.83 5.40 5.44 -11.31 -5.17 -0.58 0.454 0.432 0.050 0.057 -23.2 -23.2 102.1 102.5
7480 371.2 104.8 -8.23 -10.54 -19.36 -2.87 5.51 5.60 -12.36 -5.39 -0.65 0.456 0.433 0.049 0.056 -23.7 -23.6 104.1 104.2
7600 373.2 106.7 -8.30 -10.63 -19.36 -2.91 5.56 5.64 -12.76 -5.58 -0.71 0.457 0.434 0.049 0.057 -24.2 -24.0 106.1 106.2
7720 374.9 108.7 -8.38 -10.72 -19.36 -2.96 5.63 5.76 -12.69 -5.78 -0.74 0.458 0.434 0.048 0.057 -24.6 -24.5 108.0 108.6
7840 376.6 110.7 -8.46 -10.82 -19.37 -3.04 5.77 5.88 -12.41 -6.00 -0.79 0.460 0.434 0.047 0.049 -25.0 -24.9 109.9 110.0
7960 378.4 112.7 -8.55 -10.91 -19.36 -3.11 5.84 5.99 -12.37 -6.21 -0.85 0.461 0.434 0.044 0.047 -25.4 -25.4 111.9 113.3
8080 380.4 114.7 -8.64 -11.01 -19.36 -3.19 6.00 6.15 -12.49 -6.43 -0.91 0.460 0.433 0.042 0.043 -25.9 -25.8 113.9 113.9
8200 382.2 116.7 -8.73 -11.12 -19.36 -3.26 6.10 6.21 -12.63 -6.64 -1.01 0.462 0.434 0.042 0.041 -26.3 -26.3 115.9 117.5
8320 383.7 118.7 -8.83 -11.23 -19.36 -3.36 6.19 6.30 -12.93 -6.85 -1.38 0.463 0.434 0.042 0.041 -26.8 -26.8 117.8 120.2
8440 385.3 120.7 -8.93 -11.34 -19.36 -3.46 6.38 6.50 -12.37 -7.07 -1.61 0.463 0.433 0.042 0.042 -27.2 -27.3 119.7 119.7
8560 377.9 121.7 -9.01 -11.43 -19.36 -3.53 6.45 6.59 -11.64 -7.25 -1.81 0.462 0.434 0.043 0.042 -27.5 -27.7 120.9 120.7
8680 344.7 119.7 -9.00 -11.42 -19.36 -3.53 6.38 6.51 -11.89 -7.26 -1.88 0.460 0.435 0.047 0.045 -27.5 -27.6 119.4 120.0
8800 312.9 117.7 -8.99 -11.40 -19.36 -3.52 6.38 6.31 -12.03 -7.26 -1.92 0.457 0.432 0.050 0.047 -27.5 -27.6 117.7 118.4
8920 281.2 115.7 -8.98 -11.39 -19.36 -3.52 6.23 6.29 -12.01 -7.25 -1.93 0.456 0.432 0.053 0.050 -27.3 -27.5 115.9 116.6
9040 299.4 116.8 -8.99 -11.39 -19.36 -3.52 6.33 6.27 -11.69 -7.23 -1.93 0.459 0.433 0.052 0.049 -27.3 -27.4 116.5 116.5
9160 331.4 118.8 -9.00 -11.41 -19.36 -3.53 6.34 6.40 -11.17 -7.22 -1.94 0.461 0.434 0.050 0.046 -27.3 -27.5 118.2 118.3
9280 362.5 120.8 -9.01 -11.42 -19.36 -3.55 6.37 6.45 -10.82 -7.23 -1.96 0.462 0.436 0.047 0.043 -27.4 -27.5 120.0 120.1
9400 385.6 122.8 -9.05 -11.47 -19.36 -3.58 6.48 6.55 -10.64 -7.28 -1.98 0.462 0.432 0.047 0.042 -27.6 -27.8 121.8 121.6
9520 388.4 124.8 -9.20 -11.63 -19.36 -3.69 6.52 6.65 -9.31 -7.33 -0.56 0.458 0.429 0.054 0.041 -28.0 -28.2 123.7 126.1
9640 389.4 126.8 -9.35 -11.79 -19.36 -3.83 6.74 6.74 -8.24 -7.55 -0.15 0.456 0.430 0.058 0.041 -28.4 -28.7 125.7 125.6
9760 390.8 128.8 -9.53 -11.97 -19.36 -3.95 6.88 6.85 -8.09 -7.77 -0.29 0.457 0.438 0.060 0.043 -28.8 -29.2 127.6 128.9
9880 391.6 130.8 -9.76 -12.20 -19.36 -4.09 6.97 7.00 -7.93 -8.02 -0.60 0.453 0.442 0.063 0.046 -29.3 -29.8 129.8 131.6
10060 392.3 133.7 -10.18 -12.60 -19.36 -4.33 7.15 7.22 -7.60 -8.45 -0.88 0.442 0.425 0.091 0.071 -29.9 -30.6 133.0 132.8
































Annexe G    - Mesure des Contraintes 











Des mesures de contraintes résiduelles ont été réalisées au Laboratoire Léon Brillouin. 
Les résultats ne nous sont malheureusement pas parvenus au moment de la rédaction de ce 
mémoire. Cette annexe détaille le principe de la mesure par diffraction neutronique sur la 
réacteur expérimental Orphée (CEA-Saclay) et la proposition d’expérience déposée au 
Laboratoire Léon Brillouin en début d’étude. 
 
G.1. Principe de mesure par Diffraction Neutronique 
 
Nous nous appuyons dans ce paragraphe sur les descriptions et les commentaires de 
[Levy - 99]. 
Lorsqu’un faisceau de neutrons arrive sur un matériau polycristallin, il est alors diffracté 
suivant un angle dépendant de la distance interréticulaire d0. Si on applique une contrainte sur 
le matériau et donc sur les plans cristallins, il va se produire une variation de cette distance 
interréticulaire. L’angle de diffraction se comporte alors comme une jauge d’extensométrie : il 
est possible d’en déduire la déformation dans la direction perpendiculaire aux plans cristallins. 
 
Le tenseur des déformations est déterminé à partir de la mesure des déformations 
suivant différentes orientations. A partir de la loi de Hooke généralisée appliquée à un 
matériau homogène isotrope, on exprime la déformation en fonction des composantes du 
tenseur des contraintes. Si les axes principaux sont connus et coïncident avec les axes de 
l’échantillon, on déduit les contraintes d’un système de 3 équations à 3 inconnues. 
 
 
G.2. Proposition d’expérience au LLB-Orphée 
 
Les contraintes résiduelles de soudage sont des contraintes internes à l'acier résultant 
des dilatations thermiques, des changements de phase et des conditions de bridage lors du 
procédé de soudage.  
Notre objectif est de mesurer les contraintes résiduelles afin de les intégrer comme 
données d’entrée dans nos calculs. Par exemple, les champs de contraintes résiduelles seront 
intégrés aux modèles par éléments finis.  
Dans le cadre de notre étude sur la tenue mécanique d'un joint soudé circonférentiel, il 
s'avère indispensable d'évaluer ces contraintes résiduelles dans l’épaisseur du joint, 
notamment là où la rupture fragile est susceptible de s’amorcer ; d’où l’intérêt de la mesure 
par diffraction neutronique. Soulignons aussi que cette méthode est non destructive. Ainsi, 
rien n'empêche de réaliser des essais mécaniques à la suite.  
 
La Figure G-1 schématise l’expérience de mesure par une vue en coupe du joint soudé 
(le joint est complet lors de la manipulation afin de ne relâcher aucune contrainte). La Figure 
G-2 définit la grille de points de mesure. Pour un total de 20 points de mesures dans trois 
directions principales, soit 60 mesures, à raison de 2h environ par mesure, et compte tenu du 
temps de montage et de l'alignement de faisceau, on estime un temps d’occupation du 
faisceau de 10 jours. On propose une sensibilité de 3x3x3 mm, soit une mesure moyenne sur 
27 mm3 pour chaque point. 





Volume de chaque point : 27mm3 
 
20 points x 3 directions = 60 mesures 
 = 120 heures de mesures 
 
Epaisseur du tube = 16 mm 
Diamètre extérieur = 220 mm 
Longueur = 200 mm 
Joint soudé circonférentiel 
Géométrie "en V"  
d'angle 2 x 38 ° 
Faisceau  






           Zone affectée 
 
Figure G-1 : Vue en coupe du tube comportant un joint soudé, géométrie de 
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